

































Ce mémoire intitulé : 
 




présenté par Marylin GANDONOU  
en vue de l’obtention du diplôme de Maîtrise ès sciences appliquées 
a été dûment accepté par le jury d’examen constitué de : 
 
 
Bruno BUSSIÈRE, président  
Thomas PABST, membre et directeur de recherche 











Je tiens tout d’abord à remercier mon directeur de recherche, Monsieur Thomas Pabst pour sa 
disponibilité, son implication, ses qualités humaines, sa passion et sa constante bienveillante 
écoute. Je tiens à lui exprimer toute ma gratitude pour son encadrement et son soutien à toutes les 
étapes de ce projet de maitrise.  
 
Mes remerciements s’adressent également à Monsieur Michael James pour m’avoir guidé à travers 
la géotechnique dans le domaine minier. J’aimerais aussi remercier les étudiants Louis-Philippe 
Grimard, Guillaume Léveillé, Karim Essayad pour leur assistance et leur soutien indéfectible 
durant cette belle aventure. Ils ont su me partager le meilleur de leurs connaissances. 
 
Je remercie les employés de Golder et Associés et particulièrement Monsieur Nicolas Pépin pour 
son aide dans la collecte d’informations. À tous les étudiants, professeurs, collègues, parents et 
amis qui m’ont appuyé durant mon parcours à l’IRME et qui ont été impliqués de près ou de loin, 




L’industrie minière génère annuellement d’importants volumes de résidus miniers qui sont 
généralement entreposés dans des bassins ceinturés par des digues appelés parcs à résidus. La 
stabilité de ces parcs est une priorité pour les compagnies minières en raison des conséquences 
graves causées par une rupture. L’une des causes principales de rupture est les conditions 
climatiques extrêmes. En raison de leur très longue durée de vie, les parcs à résidus sont soumis à 
des fluctuations climatiques importantes notamment en lien avec les changements climatiques. 
Ce projet de recherche s’inscrit dans une plus vaste étude visant à proposer une nouvelle approche 
méthodologique visant à intégrer les changements climatiques dès la phase de conception des 
infrastructures minières (digues, recouvrements et ouvrage de gestion d’eau de surface).  
Des simulations numériques en 2D ont été réalisées avec les logiciels SEEP/W et SLOPE/W de la 
suite GeoStudio sur deux modèles géométriques simplifiés (actuel et final), inspirés du parc à 
résidus de la mine Canadian Malartic dans le secteur de la digue centrale et les comportements 
simulés ont été comparés pour les climats actuels et futurs. Les variables climatiques 
(précipitations, température, humidité relative et vent) ont été appliquées comme conditions 
frontière à la surface du parc pour la période actuelle et les horizons 2050 et 2080. L’impact de 
différentes propriétés des résidus miniers (résidus densifiés et non consolidés) et de diverses 
intensités de précipitations a été évalué. Cette étude inclut également une analyse probabiliste 
réalisée avec la méthode de Monte-Carlo. L’impact du coefficient de variation et de la distribution 
normale des paramètres a été étudié afin d’évaluer leur influence sur la valeur du facteur de sécurité 
moyen, la probabilité de rupture et l’indice de fiabilité. 
Le comportement simulé des deux modèles simplifiés de parc à résidus indique que les 
changements climatiques projetés dans la région de l’Abitibi pourraient avoir un impact négatif sur 
la stabilité géotechnique des ouvrages. L’augmentation de la quantité d’eau de pluie sur le site en 
raison de périodes de précipitation plus intenses, plus longues et plus fréquentes, aurait tendance à 
générer des pressions interstitielles plus élevées dans le parc en particulier pour la géométrie finale 





Les résultats numériques indiquent également que : 
• la stabilité du modèle du parc inspiré de la mine Canadian Malartic est particulièrement 
affectée par la configuration géométrique (nombre de rehaussements et épaisseur des résidus 
entreposés). 
• la prise en compte des propriétés géotechniques des résidus non consolidés (angle de 
frottement interne et cohésion) entreposés dans le parc, a une influence marquée sur les pressions 
interstitielles et la stabilité du parc pour des ruptures globale et locale ②. 
• La présence d’une couche d’argile sous les résidus et la berme de départ entraine une 
réduction du facteur de sécurité des trois types de ruptures considérés.  
• Le facteur de sécurité semble diminuer progressivement après des PMP de printemps pour 




The mining industry produces every year large volumes of tailings. These tailings are generally 
stored in large ponds and retained by dikes. Tailings impoundment stability is a major issue for 
mining companies. One of the main cause for dam failure is extreme weather conditions. Because 
of their long lifespans, tailings impoundments are submitted to important climatic fluctuations 
especially with climate change.  
This project is part of a broader research program which aims to develop a new design methodology 
to integrate climate change during the design phase of mining infrastructures (dams, covers and 
surface water management systems). 
Numerical simulations (2D) were carried out using SEEP/W and SLOPE/W (GEO-SLOPE 2018) 
for two different simplified models (current geometry and geometry at closure) inspired by the 
central dike at the Canadian Malartic mine. Simulated hydrogeotechnical behaviors were compared 
for future climate predictions. Climatic variables (precipitation, temperature, relative humidity and 
wind) were applied as boundary conditions to the model for the current period and for the 2050 
and 2080 horizon. The behaviour of various scenarios including different tailings properties and 
various rainfall intensities were evaluated. Probabilistic analyses with the Monte Carlo method 
were also conducted in this research project. The impact of the coefficient of variation and the 
normal distribution of parameters was evaluated, and their influence on the mean value of the safety 
factor, the probability of failure and the reliability index.  
The simulated behavior of the two tailings impoundments (simplified models) indicates that the 
expected climate change in Abitibi region may have a negative impact on the dam geotechnical 
stability. The increase of rainwater infiltration (because of more intense, longer and more frequent 
precipitation periods) would tend to generate higher pore pressures in the tailings impoundment, 
especially for the final geometry at closure. The numerical results also indicate that : 
 • the stability of the tailings impoundment (inspired by the Canadian Malartic mine) can be 
particularly affected by the geometric configuration (thickness of tailings); 
• imposing the geotechnical properties of the unconsolidated tailings (internal friction angle and 
cohesion) stored in the tailings impoundment, has a marked influence on the pore pressures and 
the stability of the dyke for global and local failures ②; 
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• the presence of a layer of clay under the tailings leads to a reduction of the safety factor of the 
local ang global failures considered; 
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CHAPITRE 1 INTRODUCTION 
L’industrie minière produit d’importantes quantités de rejets qui sont généralement entreposés en 
surface. Les rejets du concentrateur, encore appelés résidus miniers, sont des matériaux finement 
broyés entreposés dans des parcs à résidus miniers (Aubertin et al., 2016). Ces parcs font partie des 
plus grandes structures construites (Robertson, 1982; Wickland et Wilson, 2005; McLemore et 
al., 2009). 
La rupture de 198 digues de parcs à résidus avant l’an 2000 et de 20 digues depuis l’année 2000 
(Azam et Li, 2010) a amené les opérateurs à prendre conscience de l’importance d’une gestion 
responsable de ces structures. Malgré cela, les ruptures de parcs à résidus continuent de se produire 
régulièrement sur les sites miniers, causant quelquefois des pertes en vies humaines (Blight, 2010). 
L’eau est généralement le principal facteur menant à la rupture des digues des parcs à résidus 
(figure 1.1). La modification des régimes de précipitation causée par le changement des conditions 
climatiques constitue donc un risque supplémentaire pour la stabilité géotechnique des parcs. 
 
 
Figure 1.1 : Causes de rupture des digues de parcs à résidus de 1915 à 2016 (adapté de Roche et 
al., 2017). 
 
Il est donc attendu que les ouvrages de rétention des résidus miniers soient soumis à des conditions 
climatiques plus extrêmes qu’actuellement. Il n’existe actuellement aucun outil permettant de 
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prendre en considération les changements climatiques de façon réaliste lors de la conception des 
parcs à résidus.  D’une part, la méthode proposée par le Ministère des Transports du Québec 
recommande une majoration de 10% des précipitations pour la prise en compte des CC (Mailhot et 
al., 2012). D’autre part, des rapports du Bureau d’Audiences Publiques sur l’Environnement 
mentionnent des majorations de 4% (Mine Arnaud Inc., 2013). En raison de leur durée de vie 
indéfinie (Vick, 1990), le comportement post-exploitation de ces ouvrages est considéré comme 
l’un des principaux défis associés à leur performance. Face à cette situation, le secteur minier se 
doit de réagir rapidement et d’adapter les approches de conception afin de minimiser les risques 
environnementaux, économiques et sociétaux. 
La mine Canadian Malartic, située à 25 kilomètres à l’ouest de la ville de Val-d’Or, dans la région 
de l’Abitibi-Témiscamingue (Québec, Canada) a été choisie dans ce mémoire pour produire des 
modèles représentatifs d’un cas réel. Cette mine à ciel ouvert est la plus grande mine aurifère en 
exploitation au Canada (« Agnico Eagle Mines Limited - Exploitations et projets de mise en valeur 
- Exploitations - Canadian Malartic », s. d.). En Abitibi, les changements climatiques impliqueront 
un accroissement des évènements de précipitation (moyennes et extrêmes) et on prévoit des 
périodes de pluie plus intenses et plus fréquentes (Ouranos, 2015). Ces changements de régime de 
précipitation pourraient entrainer une augmentation des niveaux phréatiques, contribuant à 
diminuer la résistance au cisaillement des résidus et à augmenter le risque d’instabilité des parcs à 
résidus. En effet, sous l’effet des précipitations, la teneur en eau des résidus peut augmenter 
significativement, ce qui entraine une augmentation du poids des ouvrages et des pressions 
interstitielles. La contrainte effective du matériau diminue, conduisant à une perte de la résistance 
au cisaillement. Afin de mieux comprendre l’effet des changements climatiques sur la stabilité de 
parcs à résidus, l’impact du climat actuel sur un modèle géométrique inspiré de la digue centrale à 
la mine Canadian Malartic a été étudié et comparé aux résultats obtenus pour des conditions 
climatiques projetées aux horizons 2050 et 2080. L’analyse de la stabilité sous l’effet des 
changements climatiques a été modélisée avec un modèle hydrogéotechnique couplé (c.-à-d. 




1.1 Objectifs du projet de recherche 
L’objectif principal de ce projet était d’étudier l’impact des changements climatiques sur la stabilité 
d’ouvrages de retenue des résidus et d’appliquer la méthodologie proposée à un cas inspiré d’un 
site réel. 
 
Les objectifs spécifiques du projet étaient de : 
 Calibrer et valider un modèle numérique inspiré du parc à résidus de la mine CM (secteur 
de la digue centrale) à partir des mesures piézométriques des puits d’observation 
enregistrées sur le site. 
 Évaluer le comportement du modèle sous les climats actuel et futurs au moyen de 
simulations en 2 dimensions pour différentes configurations géométriques (basées sur la 
géométrie du parc en 2017 et sur celle du parc prévue à la fermeture). 
 Évaluer la stabilité du modèle sur les périodes actuelle et futures par la méthode 
déterministe à partir du modèle couplé hydrogéotechnique. 
 Développer une analyse stochastique des principaux paramètres géotechniques pour 
évaluer la stabilité de l’ouvrage simulé. 
 Proposer une approche méthodologique pour intégrer de manière réaliste l’effet des 
changements climatiques à la conception des parcs à résidus miniers. 
 
1.2 Contenu du mémoire 
Ce mémoire est composé de 6 chapitres. À la suite du premier chapitre d’introduction, le chapitre 2 
présente une synthèse des connaissances et des pratiques actuelles dans la gestion des rejets 
miniers. Les propriétés et la gestion des résidus miniers et des roches stériles sont abordées, ainsi 
que l’écoulement de l’eau dans les sols non saturés, les incertitudes associées aux projections 
climatiques et l’analyse probabiliste par la méthode de Monte-Carlo. Le chapitre 3 décrit les 
caractéristiques des simulations numériques réalisées avec les codes SEEP/W et SLOPE/W 
(GEOSLOPE International, 2018) et présente la calibration du modèle. Le chapitre 4 est consacré 
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aux résultats obtenus par les simulations numériques des différents cas étudiés. Le chapitre 5 
discute les résultats de l’analyse probabiliste réalisée. Le chapitre 6 présente une synthèse de 
l’ensemble des résultats numériques, les conclusions de l’étude et propose quelques 
recommandations pour les travaux futurs. 
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CHAPITRE 2 REVUE DE LITTÉRATURE 
Les larges structures construites pour entreposer les rejets miniers doivent être 
physiquement et géochimiquement stable, mais aussi financièrement économique. Le 
volume et la superficie des ouvrages de retenue des résidus miniers tendent à augmenter 
avec la croissance de l’industrie et la multiplication des opérations à ciel ouvert (Aubertin 
et al., 2013). Ces structures sont particulièrement vulnérables aux changements climatiques 
(CC; Bussière et al., 2017). En effet, au moins 25% des 200 ruptures de parcs à résidus 
répertoriés au cours des 100 dernières années étaient attribuables au climat (Roche et al., 
2017). La stabilité des parcs à résidus miniers sous l’effet des CC devient dès lors une 
préoccupation majeure dans la gestion des rejets miniers à long terme. 
 
2.1 Roches stériles 
2.1.1 Généralités 
Les roches stériles représentent la portion issue de la roche encaissante excavée pour 
accéder la zone minéralisée.  Elles sont produites par sautage, ce qui influence directement 
leurs propriétés. Une quantité limitée de stériles peut être retournée sous terre pour 
remblayer les chantiers dans le cas d’une mine souterraine ou entreposée et accumulée en 
surface sous forme d’empilements appelés haldes (Aubertin et al., 2002). Ces haldes 
peuvent couvrir une grande superficie (100 ha) et atteindre des hauteurs de 300 m 
(Bussière, 2007). Les roches stériles peuvent être utilisées comme matériau de construction 
des digues de parcs à résidus et peuvent aussi servir à construire des inclusions dans les 
parcs à résidus de façon à améliorer le drainage et la résistance géotechnique (James et al., 
2017). 
Les roches stériles sont généralement composées de particules angulaires avec une 
distribution granulométrique très étalée allant des particules fines de silt jusqu’à des blocs 
plurimétriques (Aubertin et al., 2005). Il s’avère difficile de déterminer les propriétés des 




2.1.2 Propriétés hydrogéotechniques des stériles 
Les propriétés mécaniques, la disponibilité et parfois la non-réactivité des stériles miniers 
font que ces matériaux sont souvent utilisés pour construire les digues de rétention des 
parcs à résidus miniers. De plus, la réutilisation des stériles sur le site de la mine permet de 
réduire le volume à entreposer dans les haldes à stériles et limite les emprunts au milieu 
naturel. Les propriétés géotechniques des stériles varient en fonction de la méthode 




Les stériles issus de l’exploitation d’une mine en roches dures sont produits principalement 
par dynamitage et un éventuel concassage. Leur granulométrie est généralement très étalée 
allant des blocs (> 1 m) jusqu’aux particules de tailles argileuses (< 1 μm) avec un 
coefficient d’uniformité souvent supérieur à Cu = 20 (Aubertin et al., 2002b; Martin, 2003; 
Gamache-Rochette, 2004; Fala et al., 2005; Maknoon, 2016) (figure 2.1). Selon le Système 
de classification des sols (USCS), les stériles miniers sont généralement considérés comme 
des graviers sableux avec des cailloux (selon la fraction tronquée) (Leps 1970; Robertson 
1985; Quine 1993; Hawley 2001).  
Bolduc (2007) a réalisé des essais sur les stériles de la mine Canadian Malartic tronqués à 
10 cm et a obtenu des valeurs de D10 de 6,5 mm et de D60 de 28,5 mm. Le coefficient 
d’uniformité CU avait une valeur de 4,38 et le coefficient de courbature CC une valeur de 
1,13. Ces stériles ont été classés comme un gravier uniforme GP (USCS, ASTM D422, 
2007b). 
Les stériles miniers sont généralement caractérisés par une granulométrie variable et très 
étalée, une minéralogie souvent hétérogène et une répartition spatiale qui dépend du mode 




Figure 2.1 : Fuseau de distribution granulométrique des stériles miniers (tiré de James, 
2009). 
 
Densité relative des grains solides 
La densité relative des grains solides des roches stériles peut varier de 2,6 à 4,8 voire plus 
selon la minéralogie de la roche encaissante (Bussière, 2007). Les travaux de Bolduc 
(2012) sur les stériles de la mine Canadian Malartic ont montré que les valeurs de la densité 
relative des roches stériles étaient comprises entre 2,64 et 2,71.  
 
Porosité 
La porosité totale des stériles se situe généralement entre 30% et 40% (Morin et al., 1991; 
Aubertin et al., 2002a; Hernandez, 2007; Azam et al., 2007), mais varie selon les opérations 
et à l’intérieur même des haldes.  Par exemple à la mine Tio (RTFT, Québec), les 





Résistance au cisaillement 
L’angle de frottement interne des stériles miniers dépend de la nature de la roche, de 
l’angularité des grains, de l’étalement granulométrique et de la contrainte de confinement 
(Leps, 1970). Les stériles utilisés pour la construction de la digue centrale et des 
rehaussements de la mine Canadian Malartic ont un angle de friction interne de 38° (Golder 
et associés, 2016). 
 
Conductivité hydraulique saturée 
La conductivité hydraulique saturée des roches stériles est souvent de l’ordre de 10-3 
à 10- 1 m/s (et plus, en présence de macroporosité) (Peregoedova, 2012). Les valeurs de 
la conductivité hydraulique saturée mesurées suite à des essais d’infiltration en grande 
colonne sur des stériles de la mine Canadian Malartic étaient de l’ordre 1×10-3 m/s à 
2×10- 3 m/s (Bolduc, 2012). Les valeurs de ksat obtenues par Gamache-Rochette (2004) sur 
les stériles de la mine Laronde et par Peregoedova (2012) sur ceux de la mine Tio, étaient 
plus faibles en raison de la teneur élevée des particules fines. 
Un résumé des principales propriétés des stériles de différents sites miniers est présentée 
au tableau 2.1.  
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Tableau 2.1 : Propriétés physiques de stériles typiques de mines en roches dures au 
Canada 
    Auteurs 
Propriétés Unités Gamache-Rochette (2004) Bolduc (2012) Peregoedova (2012) 
Mine [-] Laronde Canadian Malartic Lac Tio (RTFT) 
 
Tamisage 
[-] Tronqué à 100 mm Tronqué à 100 mm Tronqué à 50 mm 
Minerai [-] Or et Argent Or Titane 
USCS [-]  - GP SW 
D60 [μm] 18000 à 20000 28500 870 à 6700 
D10 [μm] 70 à 80 6500 50 à 220  
e [-] 0,32 à 0,5 0,27 à 1,07 0,25 à 0,43  
Dr [-] 2,8 2,64 à 2,71 3,96 à 4,23 
Particules 
inférieures à 75 
μm 
[%] 10 3 8 
ksat [m/s] 1,9×10-7 à 1×10-5 1,3×10-3 à 1,8×10-3 1,1×10-3 à 3,6×10-5  
 
2.2 Résidus miniers de mines en roches dures 
2.2.1 Généralités 
Les résidus miniers ou rejets du concentrateur se composent généralement de roches 
broyées finement dont on a extrait les substances ayant un intérêt commercial (Aubertin et 
al., 2002). Les propriétés physiques et chimiques des résidus dépendent des opérations et 
des sites (Vick, 1990).  
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Cette recherche est axée sur les résidus miniers de mines en roches dures. Cependant, les 
résultats issus de cette étude pourraient s’appliquer à d’autres types de résidus miniers (les 
résidus de mines en roches tendres, les résidus fins et les résidus grossiers) puisque la 
méthodologie proposée est indépendante des propriétés des matériaux. 
 
2.2.2 Propriétés hydrogéotechniques des résidus miniers  
Plusieurs facteurs influencent les propriétés géotechniques des résidus miniers de roches 
dures en place et en particulier la composition minéralogique, les procédés d'extraction 
utilisés, le traitement du minerai, la méthode de déposition, la pression de confinement et 
l’état initial des résidus lors de la déposition (Vick, 1990). Ces propriétés ont été étudiées 
en détail dans la littérature par de nombreux auteurs (voir par exemple Vick, 1990; 
Aubertin et al., 2002; Wijewickreme, Sanin, & Greenaway, 2005; Bussière, 2007 ; 
James, 2009; James et al., 2011).  
 
Granulométrie 
Les résidus de mines en roches dures sont généralement caractérisés par une granulométrie 
variant du silt au sable fin (Vick,1990). La variabilité de la granulométrie s’explique par 
les différentes méthodes de concassage et de broyage employées pour extraire le minerai. 
Les résultats des travaux de Bussière (2007) effectués sur des résidus miniers de roches 
dures de 9 différentes mines canadiennes indiquent que la proportion de particules fines 
(< 75μm) est généralement comprise entre 70% et 97%.  La figure 2.2 présente un fuseau 
général de la distribution granulométrique des résidus de mines en roches dures (Saleh-
Mbemba, 2016).  
Bolduc (2012), Contreras (2013), Essayad (2015), Grimard (2018) ont caractérisé plus 
particulièrement les résidus de la mine Canadian Malartic (figure 2.3). Ces résidus 
s’identifient à du silt non plastique (ML selon la classification USCS) avec des valeurs 
comprises entre 97% et 100% des particules fines (< 75μm). On observe des valeurs des 
diamètres D10 et D60 qui varient respectivement entre 1 μm et 5 μm et entre 18 μm et 
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47 μm. Les courbes sont étalées avec des valeurs de coefficient d’uniformité CU entre 10 
et 30.  
La taille des grains et la distribution granulométrique des résidus influencent plusieurs 
propriétés telles que la conductivité hydraulique saturée et l’angle de frottement interne. 
 
Figure 2.2 : Fuseau de la distribution granulométrique des résidus de mines en roches 
dures, à partir des données tirées de Vick (1990), Aubertin et al. (1996), Qiu et Sego 
(2001), Wijewickreme et al. (2005), Bussière (2007) (adapté de Saleh-Mbemba, 2016). 
  
Figure 2.3 : Granulométrie des résidus de la mine Canadian Malartic d’après a) Bolduc 




   
Figure 2.4 (suite): Granulométrie des résidus de la mine Canadian Malartic d’après a) 
Bolduc (2012); b) Contreras (2013); c) Essayad (2015); d) Grimard (2018). 
 
Densité relative des grains solides 
Les résidus miniers de roches dures sont souvent constitués de particules angulaires avec 
une densité relative des grains solides typiquement comprise entre 2,6 et 4,0 (Vick, 1990; 
Aubertin et al., 2002). La densité relative peut atteindre des valeurs plus élevées jusqu’à 
Dr = 4.42 en raison de la présence des minéraux lourds dans la composition minéralogique 
(Wijewickreme et al., 2005). La densité relative des grains (Dr) des résidus de la mine 
Canadian Malartic se situe entre 2,73 et 2,76 (tableau 2.1). 
 
Indice des vides 
Les fractions fines des résidus miniers ont généralement un indice des vides initial compris 
entre 0,6 et 1,7 et les fractions plus grossières ont un indice des vides qui est compris 
usuellement entre 0,6 et 0,9 (Aubertin et al., 2011). Ces indices des vides diminuent au 
cours du temps à mesure que les résidus se consolident (Saleh-Mbemba, 2016; Boudrias, 
2018). 
L’indice des vides minimal (emin) des résidus miniers de la mine Canadian Malartic varie 
entre 0,54 et 0,61 (Proctor modifié) et l’indice des vides maximal (emax) se situe entre 1,51 




Résistance au cisaillement 
La cohésion effective est généralement considérée nulle pour les résidus miniers de mines 
en roches dures notamment en raison de leur faible plasticité (Aubertin et al., 1996). 
Typiquement, l’angle de frottement interne effectif des résidus en condition drainée se situe 
entre 30° et 42° (Vick, 1990; Bussière, 2007). Lorsque les résidus sont soumis à des 
chargements en condition non drainée, l’angle de frottement peut diminuer jusqu’à des 
valeurs comprises entre 14° et 25° (Aubertin et al., 2011).  
L’angle de frottement effectif des résidus de la mine Canadian Malartic se situe entre 30° 
et 37° avec une cohésion effective nulle (Contreras, 2013; Golder et Associés, 2014). 
 
Conductivité hydraulique saturée 
La conductivité hydraulique saturée est fonction de l’indice des vides, de la granulométrie 
des résidus et d’autres facteurs tels que la tortuosité et la viscosité. Elle varie généralement 
entre 10-5 m/s pour les échantillons plus grossiers à 10- 8 m/s (voire moins) pour les fractions 
plus fines des résidus (Aubertin et al., 1996; Qiu et Sego, 2001; Bussière, 2007). Boudrias 
(2018) fournit des valeurs de conductivité hydraulique saturée (ksat) qui varient entre 
4×10- 8 m/s et 5×10-7 m/s pour les résidus de la mine CM. 
Le tableau 2.2 présente une synthèse des principales propriétés hydrogéotechniques des 




Tableau 2.2 : Résumé des propriétés physiques typiques des résidus miniers de roches dures au Canada (adapté de Grimard, 
2018). 
 
Propriétés Bolduc (2012) Contreras (2013)
Golder et Associés 
(2014)
Essayad (2015) Grimard (2018)
Origine 9 mines canadiennes 13 mines québécoises
Minerai
Densité relative -Dr [-] 2,75 2,73 2,74 2,76 2,69
Diamètre des grains pour 10% de passant -
D10 [um]
1 à 4 0,9 à 6 1,3 à 3 2,2 à 3 4 4,6 3,5 à 4,2
Diamètre des grains pour 60% de passant -
D60 [um]
10 à 50 10 à 80 18 à 19 20 à 25 40 37 41,2 à 46,6
Classification USCS ML ML/SM ML ML ML ML ML
Indice des vides en place -e0 [-] 0,87 à 1,08 1,01 à 1,04 0,65 à 0,91 0,82 à 1,00 0,60 à 0,66
Angle de frottement effectif -ϕ' [°] - 36,8 30
(a) - -
Cohésion effective -c' [kPa] - 0 0 - -
Notes : 









































2.2.3 Méthodes conventionnelles de déposition 
Les résidus miniers sont habituellement pompés et transportés sous forme de pulpe (entre 30% à 
40% de teneur en solides) jusqu’au site d’entreposage, ceinturé partiellement ou totalement par des 
digues (Bussière, 2007). Ils peuvent être déchargés suivant plusieurs méthodes de déposition, 
comme la décharge ponctuelle, la décharge par lance à robinets ou la décharge par hydrocyclone.  
La décharge ponctuelle offre généralement peu de flexibilité dans la gestion des résidus et est 
rarement recommandée (Aubertin et al., 2002). L’utilisation des lances à robinets favorise une 
déposition plus uniforme, mais contribue à une ségrégation importante des résidus (Blight, 
2010).  Les grains les plus grossiers tendent à s’accumuler près de la digue alors que les matériaux 
plus fins sont transportés vers le centre du parc. Enfin, la décharge par hydrocyclone permet de 
séparer les particules grossières des particules fines par force centrifuge (MacGregor et al., 2014).  
 
2.2.4 Densification des résidus 
Les résidus peuvent également être densifiés afin de réduire les risques d’instabilité associés aux 
charges induites par le poids de l’eau et des résidus sur les ouvrages de retenue. Plusieurs méthodes 
permettent de réduire leur teneur en eau et d’augmenter la teneur en solides (Fell et al., 2014) : 
 La méthode des résidus épaissis a été proposée par Robinsky (1975) pour diminuer les 
risques environnementaux engendrés par la déposition en pulpe. Les résidus sont amenés à 
une teneur en solides variant entre 50% et 70% au moyen d’épaississeurs. La technique 
contribue à réduire les risques associés à la présence d’un étang d’eau permanent dans le 
parc à résidus et permet de construire l’empilement de façon progressive (Robinsky, 1999). 
Malgré les avantages de l’utilisation des résidus épaissis en surface, cette technologie 
comporte certains défis opérationnels, comme le transport et le pompage (Vick, 1983; 
Ritcey, 1989). 
 La déposition des résidus en pâte nécessite l’utilisation d’épaississeurs et de disques 
filtrants pour augmenter la teneur en solides à des valeurs comprises entre 70% et 85% 
(Martin et al., 2004). Cette technique a été développée pour la première fois dans les années 
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1970 pour le remblayage des mines souterraines (Hassani et Archibald, 1998). Les résidus 
en pâte permettent de créer des empilements homogènes du fait de leur densité en solides 
élevée, de limiter la ségrégation durant le dépôt et de réduire la nécessité de construire des 
digues de rétention (Cincilla et al., 1997). Pour une application réussie, les résidus doivent 
avoir au moins 15% des particules plus fines que 0,020 mm afin que l’eau ne puisse pas se 
drainer (Fell et al., 2014). 
 Les résidus peuvent également être amenés à une teneur en solides de 80% à 90% au moyen 
de filtres sous haute pression (Davies et Rice, 2001). Les résidus filtrés ont de meilleures 
propriétés géotechniques, mais doivent être transportés par camions ou convoyeurs. C’est 
par exemple le cas de la mine Raglan située dans le nord du Québec, au Canada, qui dépose 
les résidus sous forme filtrée (Kemp 2005). Les coûts associés à la filtration et au transport 
des résidus filtrés sont considérablement plus élevés que ceux liés aux méthodes 
conventionnelles de déposition des résidus (Bussière, 2007).  
 
2.3 Parcs à résidus miniers 
2.3.1 Généralités 
La majorité des mines à ciel ouvert et souterraines entreposent leurs résidus miniers dans des 
bassins de retenue appelés parcs à résidus miniers. Certains de ces ouvrages atteignent une hauteur 
de plus de 100 m et peuvent contenir des centaines de millions de mètres cubes de résidus sur des 
superficies de plusieurs kilomètres carrés (Aubertin et al., 2002). La stabilité de ces structures doit 
être assurée pour une durée de vie indéterminée ce qui représente l’un des défis les plus importants 
auquel est confrontée l’industrie minière (Azam et Li., 2010). 
Les digues des parcs à résidus sont le plus souvent construites avec les rejets miniers, notamment 
pour des raisons de coûts (Aubertin et al., 2002). Certaines digues peuvent être constituées 
également de matériaux d’emprunt comportant une zone "imperméable" (un parement de till ou un 
noyau de till ou d'argile), une zone drainante (matériau granulaire), une zone de transition (ou filtre) 
et une zone de protection contre l’érosion (Aubertin et al., 2013). Elles peuvent être construites en 
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travers de vallées, à flanc de coteaux, au pourtour du site sur un terrain relativement plat avec ou 
sans excavation, ou une combinaison de ces approches (figure 2.4).  
Les parcs à résidus miniers sont sensibles aux variations des niveaux phréatiques, et les variations 
climatiques et des situations extrêmes doivent donc être prises en compte dans le design 
(ICOLD, 2001). 
 
Figure 2.5 : Configurations typiques de digues pour les parcs à résidus miniers (tiré de Aubertin 
et al., 2002) a) Dans une vallée, b) Digue de pourtour, c) À flanc de coteau, d) Combinaison de a) 
et c), e) Bassin excavé. 
 
2.3.2 Méthodes de construction 
Les digues des parcs à résidus sont construites progressivement sur plusieurs années en fonction 
des besoins d’entreposage de la mine et afin de minimiser l’investissement initial (Fell et al., 2014). 
Une digue de départ permettant d’entreposer environ deux ans de production (3 m à 6 m de hauteur) 
est construite puis rehaussée en fonction de la production de la mine (Aubertin et al., 2002). La 
construction des digues des parcs à résidus se fait principalement selon trois méthodes 
(Morgenstern, 1985; Vick, 1990; Aubertin et al., 2002a; Aubertin et al., 2011; Fell et al., 2014) : la 
méthode amont, la méthode aval et la méthode de l'axe central. 
 
Méthode amont   
Cette méthode s’applique surtout pour les résidus de roches dures (silt, sable) (MacGregor et al., 
2014) et devrait être utilisée uniquement quand la région est à faible risque sismique et pour des 
digues dont la hauteur est inférieure à 20 m ou 30 m, en raison notamment des risques de 
a b c d e 
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liquéfaction (Aubertin et al., 2013). Les résidus grossiers doivent être déposés près de la digue de 
départ (figure 2.5a) afin de contrôler les pressions interstitielles aux abords de la structure de 
confinement. La construction des digues par la méthode amont est économique puisqu’elle requiert 
le moins de matériaux. Cependant, elle est souvent considérée comme la moins stable et elle 
représente le plus grand nombre de défaillances, notamment lors des évènements sismiques. En 
effet, les digues construites à chaque rehaussement reposent sur des résidus fins, peu consolidés et 
ayant une résistance au cisaillement relativement faible (Vick, 1990; Aubertin et al., 2002, 2012, 
2013; Fell et al., 2014).  
C’est la méthode principale utilisée sur le site minier de Canadian Malartic et en particulier pour 
la digue centrale. Les résidus sur lesquels sont construit les rehaussements sont épaissis et des 
inclusions de roches stériles installés dans le parc facilitent le drainage (Golder et associés, 2016). 
 
Méthode aval  
La ligne de l’axe central de la digue se déplace vers la face aval du parc à résidus. Contrairement 
à la méthode amont, cette méthode offre une augmentation progressive du volume disponible dans 
le bassin avec la hauteur (figure 2.5b). La méthode aval est la plus stable du point de vue 
géotechnique, mais nécessite un plus grand volume de matériaux (Fell et al., 2014). Cette méthode 
de construction est utilisée dans plusieurs pays surtout dans les régions à haut risque sismique 
comme les États-Unis, le Canada et le Chili (Blight, 2010).  
 
Méthode de l’axe central 
Cette méthode maintient la ligne de l’axe central à une même position tout au long de la 
construction (figure 2.5c). Les digues construites par la méthode de l’axe central sont plus stables 
que celles construites par la méthode amont et nécessitent moins de matériaux que la méthode aval. 
Afin de maintenir le niveau de la nappe phréatique dans la digue en dessous du parement aval, il 
est souvent nécessaire d’utiliser la méthode de déposition par hydrocyclones pour séparer les 
fractions grossières et fines. La méthode de l’axe central peut être utilisée dans presque toutes les 
situations, sauf si la fraction grossière des rejets n'est pas assez abondante (Blight, 2010; Aubertin 
et al., 2013). 
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La méthode de construction dépend des caractéristiques de la mine telles que la nature des résidus 
miniers, le taux de production, les conditions climatiques, la topographie locale, la sismicité, la 
quantité de stériles et le contrôle des écoulements (MacGregor et al., 2014). 
 
Figure 2.6 : Méthodes de rehaussement des digues d’un parc à résidus : a) la méthode amont, b) 
la méthode aval et c) la méthode de l’axe central (adapté de James 2009). 
 
2.4 Écoulement de l’eau en milieu non saturée 
Un parc à résidus se trouve généralement au-dessus de la nappe phréatique dans des conditions non 
saturées, ce qui affecte l’écoulement de l’eau dans les résidus.  
2.4.1 Équation de base 
En milieu non saturé, la conductivité hydraulique k est une fonction de la teneur en eau volumique 
du sol (θ), qui est elle-même fonction de la pression d'eau (ψ). La loi de Darcy développée à 
l’origine pour les écoulements en milieu saturé a été étendue par Richards (1931) aux écoulements 
en milieu non saturé : 






Cette équation différentielle générale est résolue à l’aide de codes numériques et nécessite de 
connaître la courbe de rétention d’eau du matériau et sa fonction de perméabilité. 
 
2.4.2 Courbe de rétention d’eau 
La courbe de rétention d’eau (CRE) décrit l’évolution de la teneur en eau volumique (ou le degré 
de saturation Sr) en fonction de la succion matricielle. La rétention d’eau dans un sol dépend 
principalement de la taille et la distribution des pores (Fredlund et Xing, 1994 ; Aubertin et al., 
1998, 2003).  La CRE d’un sol n’est pas toujours unique en raison du phénomène d’hystérésis 
(figure 2.6). La courbe en drainage est celle utilisée dans ce projet, pour des raisons de 
simplifications. La CRE est caractérisée par la pression d’entrée d’air (Air Entry Value, AEV ou 
ψa), qui correspond à la succion à laquelle le matériau commence à se désaturer, la succion 
résiduelle (Water Entry Value, WEV ou ψr si l’effet d’hystérésis est négligé) est la valeur de 
succion à laquelle un matériau atteint sa teneur en eau résiduelle (θr), la teneur en eau résiduelle 
(θr) et la teneur en eau à saturation (θs) (Aubertin et al, 1995 et 1996).  
 
Figure 2.7 : Courbe de rétention d’eau typique d’un silt (tiré de Dubuc, 2018; adapté de Fredlund 
et Xing, 1994). 
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La courbe de rétention d’eau peut être mesurée au laboratoire (Aubertin et al., 1995; Delage et Cui, 
2000; Chapuis et al., 2006; ASTM D6836, 2008) et sur le terrain (Bussière et al., 2007) et décrite 
au moyen de différents modèles descriptifs : Gardner (1958), Brooks et Corey (1964), van 
Genuchten (1980) et Fredlund et Xing (1994). L’équation suivante présente le modèle descriptif 
de van Genuchten (1980) : 
𝜃 =  𝜃 + (𝜃 −  𝜃 )
( )
               (2.2) 
Où, 
θ : teneur en eau volumique [L3.L-3] 
θs : teneur en eau volumique à saturation [L3.L-3] 
θr : teneur en eau résiduelle [L3.L-3] 
αv : constante d’ajustement du modèle (≈1/AEV) [L-1] 
nv, mv : constantes d’ajustement du modèle 
ψ : charge de succion matricielle [L] 
 
La CRE peut aussi être déterminée au moyen de modèles prédictifs, comme le modèle de Kovacs 
Modifié (MK) (Aubertin et al., 1998, 2003) qui prédit la CRE pour un matériau granulaire à partir 
de ses propriétés géotechniques de bases (la porosité et la granulométrie), ou le modèle MKs 
(Peregoedova, 2012) qui est une modification du modèle MK capable de prendre en compte le 
diamètre équivalent des roches stériles.  
Le degré de saturation Sr du modèle MK est obtenu selon l’équation suivante : 
𝑆 =  = 1 −  〈1 −  𝑆 〉〈1 −  𝑆 〉               (2.3) 
Avec : 
Sa : degré de saturation dû aux forces d’adhésion 
Sc : degré de saturation dû à la capillarité 
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〈 〉 : crochets de Macauley 〈𝑦〉 = 0,5(𝑦 +  |𝑦|) 
𝑆 =  𝑎 . 1 −  
 (  )
 (  )
.                (2.4) 
𝑆 = 1 −  1 + 𝑒𝑥𝑝 −𝑚               (2.5) 
Où : 
ac : coefficient d’adhésion [-] 
ψo : succion lorsque la teneur en eau volumique est nulle [L] 
ψn : paramètre de normalisation [L] 
ψr : succion résiduelle [L] 
hco : hauteur de remontée capillaire équivalente [L] 
m : coefficient qui dépend de la distribution de la taille des pores m =1/CU [-] 
 
Dans le modèle MK, la succion résiduelle et la hauteur de remontée capillaire s’estiment par les 
équations suivantes (Aubertin et al., 2006) : 
𝜓 = 0,8ℎ ,                   (2.6) 
ℎ =  
,
[  ,  ( )]
                (2.7) 
 
2.4.3 Fonction de perméabilité 
La conductivité hydraulique diminue quand un sol ou un résidu se désature, en raison de la présence 
d’air dans le matériau (Mbonimpa et al., 2006). La fonction de perméabilité décrit la variation de 
la conductivité hydraulique en fonction de la succion. Des matériaux grossiers peuvent donc 
devenir moins perméables que des sols fins sous certaines conditions de succions. 
Différents modèles statistiques permettent d’estimer la fonction de perméabilité, mais elle est 
généralement obtenue à partir de la CRE (Child et Collis-George, 1950; Burdine, 1953; Mualem, 
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1976 et Fredlund et al., 1994). Dans cette étude, le modèle de Mualem (1976) combiné à celui de 
van Genuchten (1980) est utilisé. Ce modèle est fréquemment utilisé dans la littérature pour les 
sols et les rejets miniers (Bussière, 1999; Zhuang et al., 2011; Lévesque, 2015; Maknoon, 2016; 
Dubuc, 2018) : 
𝑘 =  
(  )   (  )
[  (  ) ]
              (2.8) 
Avec : 
kr : conductivité hydraulique relative [-] 
a’, m, n : paramètres d’ajustement de la courbe [-]  
ψ : succion [L] 
 
2.5 Analyse de la stabilité  
L’évaluation de la stabilité des ouvrages de retenue des résidus miniers peut se faire au moyen du 
calcul d’un facteur de sécurité basé sur la résistance au cisaillement des matériaux pour divers 
modes de rupture. Les digues des parcs à résidus doivent avoir la capacité de supporter les 
combinaisons de charges statique et dynamique les plus défavorables pendant la durée 
d’exploitation de la mine et après sa fermeture (Aubertin et al., 2013).  
Les logiciels d’analyse de la stabilité des pentes des ouvrages miniers sont des outils très répandus 
et utilisés fréquemment qui reposent sur plusieurs étapes (Vick 1990, Aubertin et al. 2002, 
D’Appolonia Engineering 2009, Blight 2010 et MacGregor et al. 2014) : une caractérisation du site 
et des matériaux, l’évaluation du volume d’entreposage en fonction du temps, l’étude de la 
configuration géométrique des lieux et des ouvrages, ainsi que l’analyse de la réponse des 
composantes aux sollicitations imposées en termes de contraintes, de déplacements et de facteurs 




2.5.1 Méthodes d’analyse 
Toutes les méthodes déterministes d’analyse de la stabilité passent par la définition d’un facteur de 
sécurité minimal associé à la rupture selon la surface qui produit les conditions les plus 
défavorables (Hamade et al., 2011). Les méthodes d’analyse par équilibre limite (Fellenius, Janbu 
simplifié, Bishop simplifié, Spencer, Morgenstern-Price, Lowe-Karafiath, Sarma, Janbu 
généralisé, Corps des ingénieurs) s’appuient sur des calculs mathématiques effectués de façon 
itérative (Abramson et al., 2002).  
 
2.5.2 Facteur de sécurité 
Le facteur de sécurité est défini par rapport aux conditions d'équilibre statique, qui se résument en 
général au rapport entre la somme des forces (ou des moments) qui induisent la rupture et la somme 
des forces (ou des moments) qui y résistent (Nash, 1987; Duncan and Wright, 2005). Les valeurs 
du facteur de sécurité retenues pour la construction des digues de parcs à résidus dépendent des 
caractéristiques des ouvrages, de la règlementation en vigueur et surtout des dangers et 
conséquences d’une défaillance.  Un facteur de sécurité « FS=1 » signifie théoriquement que la 
rupture est imminente. Il est donc nécessaire de choisir une valeur raisonnable pour le facteur de 
sécurité qui satisfait à la fois la sécurité et aux conditions économiques (Aubertin et al., 2013).  
Les principaux paramètres qui influencent la stabilité d’une digue sont la géologie, la morphologie, 
le couvert végétal, les conditions climatiques et les sollicitations cycliques (vent, chocs thermiques, 
séismes) (Bastone et De la Torre, 2011).  
Le tableau 2.3 présente les valeurs du facteur de sécurité proposées pour l'analyse de stabilité des 






Tableau 2.3 : Facteurs de sécurité suggérés pour les analyses de stabilité (adapté de la directive 
019 sur l’industrie minière, 2012) 
Zone Condition Facteur de sécurité 
Amont et aval Fin de construction (selon les dommages) 1.3 à 1.5 
Aval Écoulement stationnaire (selon les dommages) 1.3 à 1.5 
Amont Vidange rapide 1.2 à 1.3 
Aval 
Analyse pseudo-statique, pour chargement sismique avec un 
bassin rempli et un écoulement stationnaire (selon les 
dommages) 
1.1 à 1.3 
Centrale Glissement horizontal de la digue sous chargement statique 1.5 
Centrale 
Glissement horizontal de la digue pour les pressions générées 
par des résidus lors de leur liquéfaction 
1.3 
Centrale Capacité portante du sol sous le remblai 1.5 
 
2.6 Changements climatiques 
2.6.1 Modèles climatiques et scénarios d’émission de GES 
Le changement climatique désigne un changement continu à long terme (réchauffement ou 
refroidissement) par rapport aux conditions de base (Charron, 2016). Il se traduit par une 
augmentation des températures, des précipitations ainsi que des phénomènes extrêmes (sécheresse, 
inondation). Ce changement est attribué à l’accumulation, dans l’atmosphère, des gaz à effet de 
serre (GES) produit par le développement des activités humaines (Ouranos, 2017).  
De nombreux modèles climatiques ont été développés par différents centres de climatologie dans 
le monde afin de représenter l’évolution du climat dans le futur (Charron, 2016). Les modèles 
climatiques sont divisés en deux catégories principales : les modèles climatiques globaux (MCG) 
dont l’étendue des grilles couvre l’ensemble du globe et les modèles climatiques régionaux (MCR) 
dont les grilles de calcul ne couvrent seulement qu’une partie de la planète. Les MCG ont une 
résolution spatiale horizontale d’environ 200 km tandis que les MCR ont une résolution horizontale 
plus fine de 45 km ou moins (Charron, 2016).  
Pour une étude d’impact des changements climatiques (CC), il est recommandé d’utiliser plusieurs 




Les scénarios climatiques décrivent différents futurs plausibles en fonction des émissions de GES 
dans l’atmosphère. Plus d’un scénario d’émissions de gaz à effet de serre est généralement utilisé 
dans l’élaboration d’un ensemble de simulations climatiques. Dans les troisième et quatrième 
rapports du GIEC (Groupe d’Experts Intergouvernementaux sur l’évolution du Climat), l’évolution 
des GES est décrite au moyen de quatre profils de trajectoires de concentrations représentatives, 
appelés RCP (Representative Concentration Pathways) (van Vuuren et al., 2011). Cette 
normalisation permet une comparaison plus efficace entre les modèles et simulations climatiques 
(Moss et al., 2010). Les quatre RCP développés, ont été nommés en se basant sur leur forçage 
radiatif total autour de l’année 2100 (tableau 2.4). Par exemple, un profil RCP 8.5 correspond à 
une augmentation constante des concentrations de CO2 dans l’atmosphère au cours du 21e siècle 
(un futur où aucun effort n’est fait pour réduire les émissions de GES) tandis qu’un profil RCP 4.5 
définit une trajectoire stable sans dépassement des concentrations de CO2 (un futur où il y a une 
prise de conscience et une réduction des émissions de GES (Ouranos 2015 et 2016). 
Tableau 2.4 : Caractéristiques principales des scénarios RCP (adapté de Charron, 2016). 
Nom 
Forçage radiatif 
vers 2100 (W/m2) 
Trajectoire 
Concentration 
des GES (ppm) 
Réchauffement moyen 
global vers 2100 (°C)(a) 
RCP 2.6 2,6 












RCP 8.5 8,5 Croissante 1370 4,9 
Notes : 
(a) Réchauffement moyen global estimé par rapport aux observations de l’année 1850. 
 
2.6.2 Projections climatiques pour le Québec 
Plusieurs projections climatiques basées sur divers scénarios d’émission de GES proposent de 
prédire l’évolution des principaux paramètres climatiques à l'échelle mondiale (GIEC, 2007). Ces 
projections peuvent également être obtenues pour des régions plus limitées (Ouranos, 2017). Ainsi, 
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les projections climatiques prédisent pour le sud du Québec et l’Abitibi en particulier (Ouranos, 
2015) :   
 L’élévation des températures d’environ 4°C à 7°C pour l’horizon 2080 par rapport aux 
observations sur la période de 1971-2000 dans le sud du Québec. Ces températures ont été 
projetées avec un scénario de trajectoire d’émission croissante de GES (RCP 8.5).   
 Les périodes de retour des maximums annuels de précipitations seraient raccourcies de 
façon significative sur l’ensemble du Québec. Par exemple, un maximum annuel dont la 
période de retour serait de 20 ans pour la période 1986-2005 pourrait survenir plus 
fréquemment vers 2046-2065 avec une période de retour réduite à 7 ou 10 ans. 
 La modification du régime des précipitations avec une augmentation de la quantité 
maximale annuelle pour toutes les durées et pour toutes les périodes de retour : pour toutes 
les régions du Québec, des hausses significatives de précipitations abondantes et extrêmes 
en hiver et au printemps seraient à prévoir aux horizons 2050 et 2080. 
Cette augmentation des précipitations au printemps associée à l'humidité antécédente élevée due à 
la fonte des neiges en hiver pourrait augmenter la vulnérabilité des digues de parcs à résidus 
(Bussière et al., 2017).  
 
2.6.3 Incertitudes des projections climatiques 
La science du climat est par nature incertaine et le degré d’incertitude ne peut pas être facilement 
quantifié. Les projections climatiques sont sujettes à de nombreuses sources d’incertitudes et en 
particulier les imprécisions des modèles climatiques, les émissions de GES et la variabilité naturelle 
du climat (Charron, 2016). La résolution d’un modèle climatique régional (MCR) n’est pas toujours 
suffisante pour capturer le forçage météorologique local à l’échelle de quelques kilomètres (par 
exemple, des turbulences à petite échelle, la microphysique des nuages) (Charron, 2016). Les 
projections climatiques associées aux précipitations sont généralement soumises à une variabilité 
beaucoup plus grande que les projections de température. Les projections de précipitation ont 
principalement tendance à se concentrer sur les changements prévus dans les conditions moyennes 
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à long terme, plutôt que sur la fréquence et l’ampleur des évènements extrêmes susceptibles de 
générer des précipitations très intenses localement et par intermittence (Ho et al., 2017).  
De nombreux modèles sont donc généralement utilisés pour réaliser les simulations couvrant la 
plage la plus complète possible de tous les futurs potentiels. Des quatre scénarios d’émission (RCP) 
simulés, il est difficile de déterminer à l’heure actuelle, lequel est le plus réaliste (Charron, 2016). 
L’évolution du climat est également influencée par des fluctuations naturelles imprévisibles. Cette 
variabilité naturelle rend encore plus difficile le calcul de la probabilité d’événements extrêmes et 
oblige les modélisateurs du climat à effectuer de nombreuses simulations du même modèle, du 
même scénario d’émissions de GES (Ouranos, 2015; Charron, 2016).  
 
2.7 Changements climatiques et stabilité géotechnique  
La variabilité du climat et la récurrence des évènements extrêmes liées aux CC n’ont pas été 
nécessairement toujours prises en compte dans la conception et la construction des digues de 
retenue des résidus miniers existantes (Roche et al., 2017). Une étude réalisée par Rico et al. (2008) 
montre que les pluies intenses sont responsables (en partie ou en totalité) de 25% des cas de ruptures 
de digues de parcs à résidus dans le monde. Plusieurs auteurs ont évalué l’impact des changements 
climatiques sur la stabilité des ouvrages en géotechnique et ont recommandé de considérer l’impact 
de ces changements climatiques dans leur conception (Collison et al., 2010; Davies, 2011; 
Vardon, 2015; Robinson et al., 2016). 
 
2.7.1 Impact des précipitations sur la stabilité géotechnique 
Les changements climatiques devraient influer sur la fréquence et l’intensité des événements de 
précipitations extrêmes dans la région de l’est du Canada (Québec) (Bush et al., 2014; Ouranos, 
2015).  Cette augmentation des précipitations dans les projections futures pourrait entrainer une 
montée du niveau de la nappe phréatique dans les parcs à résidus et donc une réduction de la 
résistance au cisaillement. L’infiltration ou la percolation augmenteront également en intensité; ce 
qui pourrait entrainer l’accroissement de l’érosion interne ou externe. En cas de précipitations 
extrêmes, il pourrait même se produire une submersion des digues (Al Heib et Cherkaoui, 2014). 
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2.7.2 Impact des températures sur la stabilité géotechnique 
La température au cours du siècle à venir devrait augmenter avec les émissions continues de GES 
partout au Canada (van Oldenborgh et al., 2013). Dans l’Est canadien, la température de l’air 
augmentera durant toutes les saisons, et l’augmentation la plus importante est généralement 
attendue au cours des mois d’hiver (albédo des neiges) (Ho et al., 2017). Les variations importantes 
de la température dues aux CC pourraient affecter la stabilité de l’ouvrage par exemple en 
provoquant des changements dans le couvert végétal (changement du type de végétation ou 
disparition de la végétation existante) ce qui pourrait accélérer l’érosion externe (Bo et al., 2008). 
Cependant, cet impact ne sera pas étudié dans ce mémoire puisque le modèle géométrique 
simplifié, inspiré de la configuration finale de la digue centrale de la mine Canadian Malartic ne 
prend pas en compte la restauration du parc prévue à la fermeture.  
 
2.7.3 Instabilités des parcs à résidus associés aux conditions climatiques 
Aujourd’hui, la rupture occasionnelle d’une digue de parcs à résidus miniers n’est plus considérée 
comme un risque normal et acceptable découlant des activités minières (Glos, 1999).  
Entre 1915 et 2016, environ 213 cas de défaillances de digues de parcs à résidus ont été répertoriés 
(ICOLD, 2001; Roche et al., 2017). De la période avant l’an 2000 à celle après l’an 2000, le nombre 
de ruptures associées à une pluie extrême ont presque doublé, passant de 25% à 40%. Cette 
augmentation est attribuable aux changements des conditions climatiques particulièrement pour les 
sites miniers situés à proximité des océans qui reçoivent de fortes précipitations (Azam et Li, 2010). 
Les données disponibles sur les cas documentés indiquent que les défaillances de digues de parcs 
à résidus sont causées le plus souvent par un mauvais contrôle du bilan d’eau, l’érosion et la 
submersion (ICOLD, 2001; Rico et al., 2008; WISE, 2017) et que les ruptures sont plus 
susceptibles de se produire durant la période d’exploitation qu’à la fermeture (Kossoff et al., 2014).  
L’érosion des sols est un phénomène qui a lieu à la surface de la structure (transport des matériaux 
et instabilité potentielle induite) ou à l’intérieur (augmentation de la perméabilité et réduction de 
la résistance) (Vardon, 2015). L’érosion externe peut être causée par le ruissellement et le vent. 
Elle est fonction notamment du climat, de l’érodabilité des matériaux et de la végétation. L’érosion 
interne est souvent associée au phénomène de renard et se produit lorsqu’il y a un mouvement de 
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particules causé par un gradient élevé au travers des digues ou de la fondation. La mauvaise 
conception des filtres et/ou des drains et la présence de fissures, de voies de percolation, ou de 
zones lâches dans des matériaux hétérogènes augmentent les risques d’érosion interne (Aubertin et 
al., 2002; Blight, 2010).  
La submersion quant à elle, est généralement provoquée par une montée excessive du niveau de 
l’eau dans les résidus miniers jusqu’à dépasser la crête de la digue de retenue.  
 
2.7.4 Exemples de cas de ruptures causées par une augmentation non contrôlée 
du niveau de l’eau et l’érosion   
Stava, Italie, 1985 
Les deux barrages en remblais composés de stériles miniers, étaient destinés à retenir les eaux 
(300 000 m3) issues de l’exploitation minière de la mine de fluorite du Val de Stava en Italie. Les 
barrages construits par hydro cyclonage des résidus de sable et rehaussés par la méthode amont ont 
rompu le 19 juillet 1985. Les pluies intenses qui se sont produites durant les deux jours précédant 
la catastrophe sur le site minier de fluorite en opération a été considérée comme un facteur 
déclencheur (Wood, 2012; Niekerk et al., 2017). Cette quantité d’eau précipitée  (22% de plus que 
les précipitations normales) a engendré des surpressions interstitielles dans la fondation et a conduit 
à une augmentation du niveau de l’eau dans le parc et les digues (érosion externe). Environ 
190 000 m3 de résidus se sont déversés sur le village de Stava faisant 269 morts et détruisant 62 
immeubles et 8 ponts (ICOLD, 2001). 
 
Huelva, Espagne, 1998 
En décembre 1998, une forte tempête combinée à l’érosion de la digue par l’eau de mer créa une 
brèche et causa ainsi la rupture de la digue de rétention des rejets de phosphate dans la rivière Rio 
Tinto. Environ 50 000 m3 d’eaux usées d’acides phosphoriques (pH = 1,5) et d’autres déchets de 
phosphate liquéfiés et d’uranium furent déversés dans l’estuaire dans le sud-ouest de l’Espagne. 
La digue qui a cédé avait été construite en 1997 afin de récupérer les rejets provenant de la mine 
de phosphate située au Maroc (Wood, 2012). 
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Aurul S.A. Mine, Baia Mare - Roumanie, 2000 
La digue de la mine d’or d’Aurul S.A., construite initialement par la méthode aval puis rehaussée 
plus tard par la méthode amont, était constituée de résidus déposés par cyclonage. Les fortes 
précipitations (120 mm de neige) de décembre 1999 au mois de janvier 2000, combinée à la fonte 
rapide des neiges du 27 janvier 2000 et à 40 mm de pluie le 30 janvier 2000 ont provoqué une 
montée des niveaux d’eau jusqu’aux niveaux critiques; la berme de départ fut totalement saturée 
engendrant des déplacements au sein de la digue. Le 30 janvier 2000, une brèche d’environ 25 m 
de longueur et 2,5 m de profondeur s’est ouverte et a conduit à la rupture de l’ouvrage. Près de 
100 000 m3 d’eau contenant jusqu’à 120 tonnes de cyanure et de métaux lourds se sont déversés 
dans les rivières avoisinantes, contaminant l’eau potable de plus de 2 millions d’habitants en 
Hongrie et tuant de nombreuses espèces aquatiques (Baia Mare Task Force, 2000). Cette 
catastrophe a été qualifiée de pire désastre écologique en Europe de l’Est depuis Tchernobyl (Roche 
et al., 2017).  
 
2.7.5 Approches pour quantifier l’impact des changements climatiques sur la 
stabilité géotechnique 
Trois grandes approches se distinguent pour quantifier l’impact des changements climatiques sur 
la stabilité géotechnique soient les modèles basés sur la mécanique, l’évaluation de scénario basée 
sur les systèmes et le test des contraintes (Ho et al., 2017). 
 
Les modèles basés sur la mécanique   
Plusieurs pays (Italie, Thaïlande, Royaume-Uni) ont de plus en plus recours à l’utilisation des 
modèles numériques pour évaluer l’impact des CC sur les ouvrages. Les mesures in situ sont 
utilisées pour vérifier et calibrer les modèles numériques. Ce type d’approche essentiellement basé 
sur la mécanique permet d’analyser la sensibilité et d’étudier les changements potentiels sous 
différents régimes de précipitations. Cependant, il est difficile d’intégrer de manière réaliste dans 
le modèle, la variabilité des conditions du terrain (propriétés des sols), et en particulier les 
éventuelles caractéristiques géologiques locales.  
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Cette approche est celle utilisée dans cette étude. Elle a été fréquemment utilisée pour analyser 
l’impact des précipitations sur la stabilité géotechnique des remblais et des haldes à stériles 
(Davies, 2011; Maknoon, 2016; Pk, 2017). 
 
L’évaluation de scénario basée sur les systèmes 
Cette approche alternative a été développée par le bureau d’ingénierie géotechnique (Geotechnical 
Engineering Office) à Hong Kong (Ho et al., 2017). Elle utilise le concept de PMP (Précipitation 
Maximum Probable) largement utilisé dans la pratique géotechnique, pour établir des scénarios 
plausibles d’évènements de précipitations extrêmes. Dans cette approche, les scénarios de 
précipitations extrêmes plausibles sont définis comme des évènements de niveaux 1 et 2. Ils sont 
comparés à la PMP afin de mettre en perspective la sévérité des précipitations extrêmes. 
L'événement de niveau 1 correspond à la plus forte précipitation observée depuis plus de 100 ans 
d'enregistrements de précipitations transposés dans la région la plus vulnérable d'une région 
densément urbanisée. L’événement de niveau 2 correspond à une tempête de pluie simulée plus 
sévère (jusqu’à présent non observée, mais plausible) que l’extrême historique projetée jusqu’à la 
fin du XXIe siècle en tenant compte de l’effet des changements climatiques. 
 
Le test des contraintes (Évaluation Quantitative des Risques) 
Les méthodes d'évaluation quantitative des risques estiment les différentes composantes du risque : 
le danger (probabilité temporelle d’apparition d'une menace), la vulnérabilité, l'exposition 
d'éléments de risque, ainsi que l'utilité ou la valeur des éléments à risque. Ces méthodes fournissent 
une estimation quantitative de la perte attendue. L’un des défis de la gestion des risques associés 
aux événements extrêmes est que le mécanisme qui déclenche un événement extrême peut être 
différent de celui qui déclenche les événements plus fréquents et les expériences passées peuvent 




2.7.6 Exemples de prise en compte des changements climatiques sur la stabilité 
des ouvrages géotechniques 
Collison et al. (2000) 
Collison et al. (2000) ont utilisé la technique de réduction d’échelle des MCG développée par Buma 
et Dehn (1998) pour prédire l’impact des changements climatiques sur la fréquence et l’importance 
des glissements de terrain en Angleterre. Les projections climatiques ont été simulées à partir des 
MCG du centre Hadley. Les données climatiques obtenues sur une base horaire ont été utilisées 
dans un modèle hydrologique à une dimension pour estimer l’évolution du niveau de la nappe 
phréatique. Le modèle de pente infinie a ensuite été simulé pour évaluer le facteur de sécurité en 
se basant sur le niveau de la nappe phréatique, les propriétés des sols et la géométrie de la pente. 
Les résultats obtenus des modèles hydrogéologique et géotechnique combinés ont été validés sur 
la base d’observations et de mesures de terrain sur la période 1960-1989. Les auteurs ont conclu 
que les effets de l’augmentation des précipitations 2020-2079 seraient équilibrés par 
l’augmentation de l’évapotranspiration potentielle.  
 
Davies (2011)  
Davies (2011) a réalisé une étude portant sur l’effet des changements climatiques sur un remblai 
de chemin de fer dans le sud de l’Angleterre. Les données climatiques pour les climats présent et 
futur ont été générées en utilisant le MCG EARWIG. Les projections climatiques simulées ont 
fourni des variables climatiques horaires pour l’horizon 2080 basé sur le scénario d’émission 
RCP 8.5. Aucune augmentation dans les précipitations annuelles n’a été observée dans les résultats, 
mais une hausse importante de l’intensité des pluies et des températures a été remarquée. Le modèle 
couplé hydrogéotechnique (SHETRAN-FLAC) a été utilisé pour évaluer la stabilité du remblai 
pour les climats présent et futur. Davies (2011) a conclu que le climat futur caractérisé surtout par 
une augmentation des températures contribuait à améliorer la stabilité de l’ouvrage. 
 
Pk (2017) 
L’impact des CC sur la stabilité des remblais constitués de silt et de sable en Ontario au Canada 
ont été étudiés par Pk (2017). La stabilité a été analysée pour des climats actuel et futurs à partir 
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des outils numériques. Les modèles hydrogéotechniques couplés SEEP/W-SLOPE/W et HYDRUS 
2D-SLOPE/W ont été utilisés pour modéliser les comportements hydrogéologiques et 
géotechniques des remblais. Les variables climatiques journalières (température, précipitations, 
humidité relative, vent) des projections climatiques ont été fournies par trois modèles climatiques 
globaux pour le scénario RCP 8.5 sur l’horizon 2080. Au total, 42 simulations ont été réalisées et 
Pk (2017) a conclu que les effets des CC dépendaient principalement des propriétés 
hydrogéologiques des matériaux. Le remblai de sable était plus susceptible à une instabilité pour 
des évènements de précipitations courtes et intenses alors que des pluies moins intenses, mais de 
longue durée pouvaient déclencher une instabilité sur le remblai de silt. 
 
2.8 Modèles numériques   
2.8.1 Modèles hydrogéologiques 
Il existe une large gamme des modèles hydrogéologiques qui offrent une variété de fonctionnalités 
et de niveaux de détails (Pk, 2017). Les variations des pressions interstitielles sont un des facteurs 
les plus importants pour l’estimation du facteur de sécurité (Maknoon, 2016). L’étude de l’impact 
des changements climatiques sur la stabilité des pentes nécessite donc un modèle hydrogéologique 
capable de déterminer avec précision les pressions interstitielles. Davies (2011) suggère également 
qu’un modèle hydrogéologique devrait satisfaire les conditions suivantes pour évaluer de façon 
effective l’impact des changements climatiques : 
 Être un modèle à 2 ou 3 dimensions; 
 Être capable de simuler les données climatiques d’une plus grande résolution; 
 Être capable d’évaluer le taux d’infiltration, d’évaporation et de ruissellement; 
 Être capable de simuler un écoulement non saturé; 
 Pouvoir simuler la végétation à la surface du sol; 
 De façon préférentielle, être capable de simuler le phénomène d’hystérésis. 
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HYDRUS (PC-Progress), SEEP/W (GEO-SLOPE) et SHETRAN (Newcastle University) sont 
trois codes de simulations hydrogéologiques capables de modéliser l’infiltration et l’écoulement à 
travers une digue de parc à résidus et remplissant les critères de Davies (2011). Certaines 
caractéristiques de ces codes sont présentées au tableau 2.5. 
Tableau 2.5 : Caractéristiques générales des modèles hydrologiques choisis (Davies 2011). 
 HYDRUS SEEP/W SHETRAN 
Code Éléments finis Éléments finis Différences finies 
1D / 2D / 3D 1D, 2D et 3D 2D 3D 
1 phase / 2 phases 1 1 1 
Équation écoulement 
non saturé Forme modifiée de 
l’équation de Richards 
Équation de Richards 
modifiée pour la 
vapeur par Wilson 





Brooks et Corey (1964), 
van Genuchten (1980), 
van Genuchten modifiée, 
Kosugi (1996) 
Fredlund et Xing 




Hystérésis Oui Non Non 
Modèle 
d’évapotranspiration 
Oui (dépend des 
conditions frontières, 








Oui Oui Oui 
Effet de la végétation 
saisonnière 
Oui Oui Oui 
Ruissellement Le modèle 1D suppose 
que l’eau peut stagner à la 
surface, les modèles 2D 
et 3D supposent que toute 
l’eau qui ne s’infiltre pas 
est considérée comme un 
ruissellement 
L’eau qui ne s’infiltre 
pas s’accumule à la 
surface et est 







Une partie des précipitations qui tombent sur la surface du parc s’infiltre dans le sol, le reste étant 
perdu par évapotranspiration et par ruissellement. Les différents facteurs pris en compte dans 
l’évaluation d’un bilan hydrique incluent le précipitation, l’infiltration nette, le ruissellement, la 
transpiration et l’évaporation réelle (figure 2.7). L’infiltration nette à la surface du sol peut ainsi 
être définie par l’équation suivante (Pk, 2017) : 
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𝑁𝐼 = 𝑃 − 𝑅 − 𝑇 − 𝐴𝐸                (2.9) 
Où : 
NI : l’infiltration nette [L.T-1] 
P : les précipitations [L.T-1] 
T : la transpiration [L.T-1] 
AE : l’évaporation réelle [L.T-1] 
R : le ruissellement [L.T-1] 
 
Figure 2.8 : Composantes du bilan d’eau (adapté de Davies, 2011). 
 
2.8.2 Modèles géotechniques 
Les modèles géotechniques peuvent utiliser les résultats des modèles hydrogéologiques 
(notamment les pressions d’eau) pour évaluer la stabilité des structures. Plusieurs auteurs (par 
exemple Collison et al., 2000; Rouainia et al., 2009; Davies, 2011; Robinson et al., 2016; Pk, 2017) 
ont réalisé une étude d’impact des changements climatiques basée sur les modèles couplés 
(hydrogéologiques et géotechniques). Plusieurs codes de simulations géotechniques sont 
disponibles et couramment employés parmi lesquels : 
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HYDRUS (PC-PROGRESS) possède deux modules pour évaluer la stabilité des pentes des 
ouvrages. L’analyse de la stabilité peut se faire soit par la méthode des éléments finis ou celle des 
équilibres limites. Le modèle géotechnique d’HYDRUS permet de faciliter le transfert des 
pressions interstitielles obtenues avec le modèle hydrogéologique.  
PLAXIS (PLAXIS BV) est un logiciel d’éléments finis qui permet de réaliser des analyses de 
stabilité en deux ou trois dimensions. Il peut simuler les écoulements non saturés au moyen d’un 
module complémentaire. Ce programme contient des modèles de comportement avancés qui 
prennent en compte la non-linéarité, la dépendance temporelle et le comportement anisotrope des 
sols. 
FLAC (ITASCA Consulting Group) est disponible en 2D et en 3D. C’est un programme par 
différences finies capable de modéliser de larges déformations, le comportement non linéaire d’un 
matériau et des systèmes instables.  FLAC permet de modéliser les écoulements non saturés au 
moyen d’un module complémentaire. Le logiciel a été utilisé au cours d’études antérieures visant 
à simuler l’effet des CC sur les ouvrages géotechniques (Rouainia et al., 2009; Davies 2011).  
SLOPE/W (GEO-SLOPE International Ltd) est un logiciel de la suite GeoStudio qui utilise la 
méthode d’équilibre limite pour analyser la stabilité des pentes (GEO-SLOPE International Ltd. 
2018). Il permet également un transfert des pressions interstitielles calculées par SEEP/W pour 
l’évaluation du facteur de sécurité. SLOPE\W permet de modéliser les écoulements non saturés. 
Les travaux numériques de Rahardjo et al. (2017) et de Pk (2017) sur des remblais de sols ont 
notamment prouvé l’efficacité de cette méthode. Ce logiciel a été utilisé dans ce projet pour simuler 
la réponse d’un modèle géométrique inspiré du parc à résidus de la mine CM dans le secteur de la 
digue centrale face aux CC. 
 
2.8.3 Incertitudes dans la modélisation en ingénierie  
En ingénierie, l'incertitude fait référence à la variabilité des propriétés, des événements naturels 
(Hartford et Baecher, 2004), à la géométrie et à la variabilité des propriétés des matériaux (Murphy 
et al., 2011). On distingue généralement l’incertitude physique, l’incertitude statistique et 
l’incertitude du modèle (Thoft-Christensen et Baker, 1982). 
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L’incertitude physique décrit les caractéristiques physiques des variables considérées dans les 
simulations, comme les dimensions de la digue de retenue et le niveau de la nappe phréatique 
(Thoft-Christensen et Baker, 1982). Ces paramètres peuvent varier indépendamment les uns des 
autres pendant la durée de vie de la structure. Ces variations peuvent être plus ou moins marquées 
et ne sont pas toujours fonction du temps  (Preziosi, 2013). 
L’incertitude statistique prend en compte la précision et l’exactitude des mesures de caractérisation. 
En pratique, un grand nombre de données d'échantillons sont nécessaires pour permettre une 
estimation précise des paramètres à utiliser dans les simulations (Preziosi, 2013). 
L’incertitude du modèle correspond aux limites du modèle utilisé pour reproduire 
mathématiquement la structure « réelle ». En ingénierie, le modèle mathématique ne considère pas 
tous les aspects du comportement de la structure (Thoft-Christensen et Baker, 1982). Ces 
incertitudes reflètent la variabilité naturelle de la structure, ainsi que les connaissances limitées 
relatives à la précision du modèle développé (Baecher et Christian, 2005). 
 
2.9 Méthode probabiliste d’analyse de stabilité  
La variabilité spatiale des propriétés du sol, l’incertitude statistique due aux données 
d’échantillonnage limitées et les erreurs sur les mesures sont les trois principales sources 
d’incertitudes dans la caractérisation des propriétés des sols (Vanmarcke, 1977a). L'analyse 
déterministe conventionnelle ne tient pas compte de l'incertitude et s'appuie sur des paramètres et 
une conception conservateurs. L'impact de l’application d’une telle approche ne peut être évalué 
que difficilement, et les expériences passées ont montré que les conceptions apparemment 
conservatrices ne sont pas toujours exemptes de tout risque de rupture (El-Ramly et al., 2002). 
L'approche probabiliste fournit un moyen de prendre en compte ces incertitudes et d'estimer la 
probabilité d'une performance satisfaisante de manière systématique (Zhang et al., 2016). Il 
n’existe aucune relation directe entre le facteur de sécurité de l’approche déterministe et la 
probabilité de rupture de l’approche probabiliste (Cao et al., 2017). L'évaluation de l'incertitude 
requiert la mise en place de concepts et de méthodes probabilistes. L'analyse probabiliste de 
stabilité des pentes a été introduite pour la première fois dans l'ingénierie géotechnique en 1970 
(Cao et al., 2017). 
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Plusieurs méthodes d’analyse probabiliste ont depuis été développées pour estimer l’indice de 
fiabilité et la probabilité de rupture des ouvrages géotechniques. Les méthodes les plus courantes 
sont la méthode de fiabilité du premier ordre (FORM) (Low and Tang, 1997; Low et al., 1998; 
Low, 2003), la méthode du second moment de premier ordre (FOSM) (Tang et al., 1976; Christian 
et al., 1994; Hassan et Wolff ,1999), et la simulation de Monte-Carlo (MCS) (El-Ramly et al., 2002; 
Griffiths et Fenton, 2004; El-Ramly et al., 2005). 
 
2.9.1 Simulation de Monte-Carlo 
La méthode de Monte-Carlo a été développée en 1949 par John Von Neumann et Stanislav Ulam. 
Le concept impliquait l’utilisation des procédures d’échantillonnage aléatoire pour le traitement 
mathématique des situations déterministes. La méthode probabiliste de Monte-Carlo de la stabilité 
des pentes implique un processus itératif. Plus le nombre d’itérations NMC utilisés dans une analyse 
est élevé, plus précise sera la solution (Cao et al., 2017).  
Cao et al. (2017) recommandent que le nombre d’essais NMC soit au moins égal à 10 fois l’inverse 
de la probabilité de rupture (Pf) du niveau de performance souhaité pour s’assurer d’atteindre le 
niveau de précision souhaité (Robert et Casella 2004; Wang 2011; Wang et al. 2011). L’ordre de 
grandeur des probabilités qui intéressent l’ingénieur en géotechnique se trouve généralement 
entre 10-3 et 10-5 (Sekkak, 2014) : 
𝑁 >                  (2.10) 
Krahn (2004) propose l’équation statistique suivante : 
𝑁 =  
( )
( ( ) )
               (2.11) 
Avec : 
NMC : le nombre d’itérations de Monte-Carlo, 
ε : le niveau de confiance souhaité (0 à 100%) exprimé sous forme décimale, 
d : l'écart type normal correspondant au niveau de confiance  (tableau 2.6) et  
m : le nombre de variables. 
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Hahn et Shapiro (1967) proposent que le nombre minimum d’itérations requis soit fonction du 
nombre de variables aléatoires et du niveau de confiance désiré (équation 2.12) : 
𝑁 = 𝑚                (2.12) 
Où : 
NMC : le nombre minimum d’itérations de Monte-Carlo, 
ε : le niveau de confiance souhaité (0 à 100%) exprimé sous forme décimale, 
d : l'écart type normal correspondant au niveau de confiance désiré, 
m : le nombre de variables aléatoires et  
Pf : la probabilité de rupture. 
Pour utiliser l’équation 2.12, une valeur de Pf est requise avant le processus de simulation. Hahn et 
Shapiro (1967) recommandent l’utilisation de Pf = 0,5 pour effectuer une estimation du nombre 
minimal d’itérations. Le tableau 2.6 présente les différents niveaux de confiance avec l’écart-type 
normal correspondant. 
Tableau 2.6 : Niveau de confiance et écart type associé (adapté de Maqsoud et al, 2012). 





La simulation de Monte-Carlo est disponible dans le code SLOPE/W de la suite GeoStudio 2018 
et l’utilisation de la méthode implique les étapes suivantes (Geoslope International Ltd, 2018) :  
 le choix d’une méthode d’analyse déterministe (par exemple : Spencer, Janbu, 
Morgenstern-Price); un ou plusieurs cercles de rupture sont déterminés en utilisant la 
méthode d’équilibre limite ou la méthode d’éléments finis; 
 le choix des paramètres d’entrée à modéliser de manière probabiliste et la représentation de 
leur variabilité par rapport à un modèle de distribution choisi; 
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 la conversion de toute fonction de distribution en fonction d’échantillonnage, 
l’échantillonnage aléatoire de nouveaux paramètres d’entrée et la détermination de 
nouveaux facteurs de sécurité; 
 l’évaluation de la probabilité de rupture basée sur le nombre de facteurs de sécurité 
inférieurs à 1 par rapport au nombre total de surfaces de rupture ayant convergé.  
 
2.9.2 Incertitudes des paramètres d’entrée pour la simulation de Monte-Carlo 
Les propriétés du sol sont définies comme des variables aléatoires en utilisant la valeur moyenne, 
le coefficient de variation et une fonction de distribution de probabilité (GEO-SLOPE International 
Ltd, 2018). Le coefficient de variation (COV) est une mesure normalisée de la dispersion d'une 
distribution de probabilité. Il est généralement exprimé en pourcentage et représente le rapport de 
l'écart type (σ) à la moyenne (μ) (Zhang et al., 2016).  
𝐶𝑂𝑉 (%) =   × 100              (2.13) 
Les valeurs de COV sont différentes d'un site à l'autre et pour différentes propriétés. La plupart des 
paramètres géotechniques ont des COV compris entre 0 et 68% (Duncan, 2000). Des valeurs 
représentatives de COV existent pour différentes propriétés et matériaux (tableau 2.7; Harr, 1987; 










Tableau 2.7 : Coefficients de variation de quelques propriétés géotechniques typiques (adapté de 
Duncan 2000).  
Propriétés COV (%) Références 
Poids 
volumique γ 
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effectif φ' de 
l’alluvion 
21 White et al. (2005) 
 
2.9.3 Probabilité de rupture 
Il existe un nombre infini de combinaisons aléatoires basées sur les données statistiques des 
propriétés du sol (valeur moyenne, écart-type). Bien que les éléments de chaque groupe de 
propriétés aient les mêmes statistiques, la combinaison des éléments «propriétés de sol élevées» et 
«propriétés de sol faibles» est différente pour chaque itération. Ce processus itératif conduit à des 
résultats différents dans l’analyse probabiliste par éléments finis. La probabilité de rupture (Pf) 
représente la probabilité d’avoir un facteur de sécurité inférieur à 1. La probabilité de rupture Pf 
d’un ouvrage est estimée par la relation suivante (Duncan, 2000; Fell et al, 2014; Cao et al., 2017) : 
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𝑃 =                  (2.14) 
Où : 
nf est le nombre d’itérations réalisées pour atteindre la rupture; 
nsim est le nombre total d’itérations dans le processus de simulation. 
Les conceptions ayant des probabilités de rupture égales auraient un niveau de sécurité plus 
uniforme que les conceptions avec un facteur de sécurité égal (Lacasse et Nadim, 1996). Par 
exemple, la figure 2.8 montre la distribution normale du facteur de sécurité. Les courbes 1 et 2 
représentent deux conceptions avec le même facteur de sécurité moyen, mais avec des écarts types 
respectifs de 0,4 et de 1,2. Les aires hachurées sous chaque courbe représentent les probabilités de 
rupture. On remarque que pour des facteurs de sécurité moyens égaux, la probabilité de rupture du 
concept 2 est environ 10 fois plus grande que celle du concept 1 du fait de sa plus grande 
incertitude. 
Baecher (1987) a indiqué que la valeur cible de la probabilité de rupture devrait être d'environ 
0,0001 pour être considérée comme acceptable pour les grands ouvrages en géotechnique. 
 
Figure 2.9 : Distribution normale du facteur de sécurité (tiré de Lacasse et Nadim, 1996). Les 
courbes 1 et 2 représentent deux conceptions avec le même facteur de sécurité moyen 
(FSmoyen = 2) et des écarts-type respectifs de 0,4 et de 1,2. Les aires hachurées sous chaque courbe 
indiquent les probabilités d’obtenir un facteur de sécurité inférieur à 1 (probabilité de rupture). 
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2.9.4 Indice de fiabilité 
L’indice de fiabilité (𝛽) a été développé pour permettre d’évaluer la stabilité géotechnique des 
ouvrages et le risque d’instabilité associé. C’est une mesure alternative de la sécurité qui est 
uniquement associée à la probabilité de rupture (Duncan, 2000). La valeur de β indique l’écart-
type entre le facteur de sécurité FS=1 et le facteur de sécurité basé sur les valeurs les plus probables 
des variables. Les valeurs de β sont basées sur le calcul de la marge de sécurité 
(MS = Capacité – Demande) (Cao et al., 2017). L’indice de fiabilité se définit de la manière 
suivante (Christian et al., 1994) :  
𝛽 =                  (2.15) 
Avec μFS et σFS respectivement la valeur moyenne et l’écart-type du facteur de sécurité. 
Le tableau 2.8 répertorie les gammes d’indices de fiabilité et la probabilité de rupture associée en 
fonction du niveau de performance (USACE, 1999). L'USACE (United States Army Corps of 
Engineering) (1997) recommande une valeur minimale β=3 (Pf < 0,001) pour des projets 
géotechniques avec un niveau de performance attendu « au-dessus de la moyenne ». Pour des 
structures plus grandes (digues, barrages) cette valeur devrait être plus proche de 5. La relation 
entre l’indice de fiabilité et la probabilité présentée au tableau 2.8 est illustrée à la figure 2.9. 
Tableau 2.8 : Niveau de performance en fonction de l’indice de fiabilité et probabilité de rupture 
associée (adapté de USACE, 1999). 
Niveau de performance attendu Indice de fiabilité Probabilité de rupture 
Élevé 5.0 0.0000003 
Bon 4.0 0.00003 
Au-dessus de la moyenne 3.0 0.001 
En dessous de la moyenne 2.5 0.006 
Pauvre 2.0 0.023 
Insatisfaisant 1.5 0.07 




Figure 2.10 : Relation entre indice de fiabilité et probabilité de rupture (GEO-SLOPE Intl Ltd, 
2018). 
2.10 Parc à résidus de la mine Canadian Malartic  
Le parc à résidus de la mine Canadian Malartic est situé dans la région minière de l’Abitibi, au sud-
est de la ville de Malartic. Le parc à résidus a été construit sur l’ancien parc de la mine East-
Malartic. Le parc est ceinturé par des digues et des inclusions drainantes ont été installées afin de 
favoriser le drainage et d’accélérer la consolidation des résidus (Golder et associés, 2014). La digue 
centrale sur laquelle s’inspire le modèle simplifié de cette étude est située au nord de la digue 5 et 
du bassin Sud-Est, et au sud du parc PR2A (figure 2.10). Dans ce secteur, la berme de départ est 
construite jusqu’à une élévation de 334 m et des rehaussements d’environ 2 m d’épaisseur ont été 
construits par méthode amont. La berme de départ construite en 2011, visait à retenir les résidus 
miniers tout en permettant à l’eau de s’exfiltrer vers un réseau de fossé aménagé pour acheminer 
l'eau vers le bassin sud-ouest, et ainsi favoriser la consolidation. Elle est essentiellement constituée 
de stériles miniers dont le parement amont est recouvert d’un géotextile et d’une couche de résidus 
compactés. En juillet 2017, la digue avait une élévation de 352 m et les résidus étaient entreposés 
jusqu’à l’élévation de 351 m. La hauteur totale de la digue de départ est d’environ 10 m et les 
pentes amont et aval sont de 3H :1V. Des forages réalisés sur le site indiquent que la majorité des 
sections du parc sont construites directement sur le roc (Golder et associés., 2014; 2015). Plus de 
détails sur la géométrie et les matériaux sont présentés aux sections (3.4.1, 3.4.2 et 3.4.3). 
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Le site minier est sous l’influence d’un climat continental froid et modérément humide, caractérisé 
par de fortes amplitudes thermiques annuelles et journalières ainsi que des précipitations fréquentes 
et irrégulières (Golder et associés., 2015; Ouranos, 2017). Les conditions climatiques actuelles et 
projetées sur le site de la mine Canadian Malartic sont discutées en détail à la section (4.1).  
Les analyses de stabilité ont été réalisées sur deux modèles géométriques inspirés du parc à résidus 
dans le secteur de la digue centrale de la mine CM, soient le parc tel que construit en juillet 2017 
et le parc tel que prévu à la fin des opérations avant l’étape de restauration. Ces deux géométries 
simplifiées ont fait l’objet d’une évaluation approfondie afin de déterminer les pressions 
interstitielles dans les résidus et la position de la nappe phréatique selon les conditions climatiques 
actuelles et futures. 
Les simulations numériques réalisées dans le cadre de cette étude n’ont pas pour objectif de prédire 
le comportement du parc à résidus dans le secteur de la digue centrale à long terme, mais plutôt à 
évaluer l’impact des CC sur la stabilité d’un parc à résidus inspiré du cas de la mine Canadian 
Malartic.  
 











CHAPITRE 3 APPROCHE MÉTHODOLOGIQUE POUR LES 
SIMULATIONS NUMÉRIQUES 
3.1 Approche générale  
La stabilité d’une digue de parc à résidus est fonction de la résistance des matériaux qui la 
constituent, elle-même fonction des pressions interstitielles. Durant un évènement climatique 
(pluie, orage, neige) la quantité d’eau qui peut s’infiltrer dépend de plusieurs facteurs parmi 
lesquels la conductivité hydraulique, l’état initial des matériaux, la durée, l’intensité des 
précipitations, l’évapotranspiration.  
La complexité des processus d'infiltration dans les sols non saturés nécessite l'utilisation de codes 
numériques. La fiabilité du modèle doit être validée par une calibration préliminaire basée sur des 
données de suivi in situ (Damiano et Mercogliano, 2013). 
L’analyse de la stabilité consiste à déterminer le facteur de sécurité minimum associé au cercle de 
rupture critique. Elle a été réalisée ici, en couplant un modèle d’écoulement à un modèle de stabilité 
de pentes. L’analyse numérique a d’abord consisté à simuler les changements climatiques afin 
d’évaluer la variation des pressions interstitielles puis à évaluer l’effet de ces CC sur la stabilité 
des modèles définis. 
 
3.2 Outils numériques 
Les codes SEEP/W et SLOPE/W de la suite GEO-STUDIO (GEO-SLOPE International Ltd, 2018) 
ont été utilisés pour réaliser l’analyse numérique sur les modèles géométriques de parcs à résidus 
miniers inspirés du cas de la mine Canadian Malartic. 
 
3.2.1 SEEP/W 
SEEP/W est un logiciel d’éléments finis capable de simuler les écoulements à travers les matériaux 
poreux (Krahn, 2007b). La version 9.0.4 du logiciel a été utilisée pour cette étude afin d’évaluer 
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les pressions interstitielles dans les stériles et les résidus en fonction des conditions climatiques 
actuelles et futures. SEEP/W permet de réaliser des simulations en régime permanent ou transitoire 
sous des conditions saturées et/ou non saturées. Ce code numérique a été utilisé dans plusieurs 
études de stabilité de digues de parcs à résidus et de haldes à stériles (Chapuis et al., 2001; Fala, 
2002; Maknoon, 2016; Pk, 2017). La géométrie du modèle est définie en deux dimensions. Des 
hypothèses simplificatrices ont été adoptées afin de réaliser les simulations avec SEEP/W :  
 le phénomène d’hystérésis n’a pas été pris en compte; 
 l’effet de la végétation a été négligé; 
 les matériaux sont considérés homogènes et isotropes; 
 les données climatiques ont été supposées constantes au cours d’une même journée; 
 les inclusions des roches stériles construites dans le parc n’ont pas été considérées. 
Le tableau 3.1 présente un résumé des paramètres nécessaires pour réaliser l’analyse d’écoulement 
avec SEEP/W. 
Tableau 3.1 : Paramètres du logiciel SEEP/W utilisés dans l’analyse d’écoulement des différents 
modèles. 
 Paramètres Symboles Unités 
Propriétés du sol 
Conductivité hydraulique saturée ksat m/s 
Teneur en eau saturée θs - 
Teneur en eau résiduelle θr - 
Paramètre «a» de van Genuchten a kPa 
Paramètre «n» de van Genuchten n - 
Données météorologiques 
journalières 
Évapotranspiration ET mm/jour 
Température de l’air T °C 
Précipitation P mm/jour 
Humidité relative RH % 
Vitesse du vent u m/s 
Radiation solaire G kJ/jour/m2 





L’analyse de la stabilité a été réalisée au moyen du code SLOPE/W (version 9.0.4). SLOPE/W 
utilise la théorie des équilibres limites pour calculer le facteur de sécurité (Krahn, 2007c). Plusieurs 
méthodes (par exemple : Janbu, Morgenstern-Price, Bishop) sont disponibles dans ce logiciel pour 
évaluer le facteur de sécurité d’une pente. La méthode de Morgenstern-Price a été utilisée dans 
cette étude. Elle prend en compte l’équilibre statique des forces et des moments (Fredlund & Krahn, 
1977). SLOPE/W permet également une analyse probabiliste de la stabilité (Méthode de Monte-
Carlo). Les analyses de stabilité ont été réalisées à long terme pour refléter les conditions du sol 
après que les changements se soient produits et les résistances au cisaillement ont été définies en 
termes de contraintes effectives. Ce cas d’analyse représente la condition la plus critique 
notamment pour l’étude de la stabilité des digues constituées de matériaux granulaires (Duncan et 
al., 2014). 
Les modules SEEP/W et SLOPE/W peuvent être couplés en assignant le modèle hydrogéologique 
comme modèle parent du modèle de la stabilité des pentes. Le modèle de stabilité des pentes utilise 
les pressions interstitielles calculées dans SEEP/W comme paramètre d’entrée et calcule le facteur 
de sécurité de l’ouvrage à partir des propriétés de cisaillement. La géométrie des modèles 
hydrogéologiques et géotechniques est identique et les pressions interstitielles des différentes 
simulations sont automatiquement disponibles dans SLOPE/W. Le modèle couplé assure ainsi une 
certaine continuité dans l’évaluation du facteur de sécurité pour chaque pas de temps simulé. 
 
3.3 Vérification des modèles 
Une utilisation non adéquate et une mauvaise compréhension des modèles numériques peuvent 
conduire à des résultats non réalistes et erronés (Chapuis et al., 2001).  Il est donc nécessaire de 
vérifier le code numérique. Pour ce faire, les résultats provenant du logiciel (solution numérique) 
ont été comparés avec des solutions analytiques connues pour des cas simples. Dans certains cas, 
la solution numérique peut être comparée à des résultats expérimentaux ou à d’autres solutions 
numériques provenant des logiciels qui ont été déjà validés (Chapuis et al., 2001). Une validation 




3.4 Profils étudiés et propriétés des matériaux et des modèles 
3.4.1 Profils étudiés 
Le modèle numérique est inspiré de la géométrie du parc à résidus de la mine Canadian Malartic. 
La géométrie considérée dans les analyses provient de la coupe C-C’ (figure 3.1). La stratigraphie 
de la coupe a été déterminée à partir des rapports de forage provenant de l’étude géotechnique 
réalisée par Golder et EcoMétrix (Golder et associés, 2014 et 2018). Les journaux de sondage sont 
présentés à l’Annexe C. À l’endroit de la coupe C-C’, la stratigraphie des fondations est constituée 
d’un socle rocheux d’épaisseur variant de 1,4 m à 1,98 m surmonté d’une mince couche de till 
(0,03 m à 1,06 m). Le modèle utilisé dans cette étude ne prend pas en compte la couche de till en 
raison de sa faible épaisseur et de ses propriétés similaires à celles des résidus miniers. 
La berme de départ du modèle numérique inspiré du parc à résidus de la mine CM, est constituée 
de stériles miniers d’une hauteur maximale de 10 m (élévation 334 m) avec des pentes amont et 
aval de conception de 3H :1V et une crête d’environ 12 m de largeur. En amont, un premier 
rehaussement plus étroit d’environ 10 m de largeur ayant des pentes aval de 2,5H :1V et amont de 
1,4H :1V a été construit contre la berme de départ jusqu’à l’élévation 337 m. Les rehaussements 
subséquents ont une largeur de 18 m et les mêmes pentes latérales. Les rehaussements de 2 m 
d’épaisseur ont été mis en place jusqu’à l’élévation 352 m, atteinte en juillet 2017. Les deux 
modèles géométriques (figures 3.2 et 3.3) analysés dans cette étude sont inspirés des configurations 
du parc à résidus de la mine CM pour les périodes correspondantes : 
 Configuration en juillet 2017 : le dernier rehaussement se trouve à l’élévation 352 m et les 
résidus sont à l’élévation 349,5 m (Golder et associés, 2014) 
 Configuration finale (prévue pour 2029) : le dernier rehaussement devrait être construit à 













Figure 3.2 : Modèle simplifié représentant la configuration géométrique du parc en juillet 2017. 
 
Figure 3.3 : Modèle simplifié représentant la configuration géométrique finale du parc à résidus 
prévue à la fin des opérations. 
 
3.4.2 Propriétés des matériaux 
Stériles miniers 
Les stériles miniers constituent le matériau de rehaussement des digues et de construction de la 
berme de départ (Figures 3.2 et 3.3). Une couche de stériles miniers composée de blocs, de cailloux 
et de graviers a été interceptée en surface de tous les forages sur une épaisseur comprise entre 3,96 
m et 5,49 m (Annexe C). Aux forages PO-16-09 et PZ-14-06 / INC-14-03 (figure B.2), l’unité de 





L’épaisseur des résidus miniers est comprise entre 1,53 m et 17,46 m. Deux types de résidus 
miniers d’origine différente ont été identifiés au forage PZ-16-14 (Annexe C) : des résidus miniers 
de l’ancienne mine East Malartic de couleur noir-jaune situés sous la couche de résidus de la mine 
Canadian Malartic de couleur grise.  
 
Till 
Une couche de till composée d’un mélange de sable, de silt et de gravier en proportions variables 
a été interceptée à l’endroit de tous les forages, excepté au forage PO-14-04B (Annexe C). Cette 
couche se situe directement au-dessus de la surface du socle rocheux. L’épaisseur de cette couche 
varie entre 0,03 m et 1,06 m. L’épaisseur totale exacte de cette couche est incertaine, car un seul 
des 4 forages réalisés la traverse entièrement. 
 
Roc 
Seuls les forages PZ-16-14 et PZ-14-06 / INC-14-03 interceptent le socle rocheux dans ce secteur 
(Annexe C). Le socle présent dans le secteur de la berme de départ centrale a un indice de qualité 
(RQD) de 100% (Golder et associés, 2014). 
 
Propriétés hydrauliques des matériaux  
Les roches stériles utilisées dans la construction des digues du parc à résidus de la mine Canadian 
Malartic n’ont été que partiellement caractérisées. Les propriétés des roches stériles simulées ici 
correspondent aux stériles de la mine du Lac Tio caractérisés par Peregoedova (2012). 
Les propriétés des résidus miniers de la mine Canadian Malartic proviennent des rapports de Golder 
et associés (2014 et 2018). Les courbes de rétention d’eau des matériaux ont été estimées avec le 
modèle MK (Aubertin et al., 2003) et ajustées avec le modèle de van Genuchten (1980) (figure 3.4). 
La conductivité hydraulique saturée des résidus a été mesurée in situ par Golder et associés (2014) 
et varie entre 1×10-8 m/s à 7×10-7 m/s. Les fonctions de perméabilité ont été estimées avec le 
modèle de Mualem (1976) (figure 3.5). Les courbes de rétention et les fonctions de perméabilité 
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de ces matériaux sont présentées aux figures 3.4 et 3.5. Ces courbes ont été ajustées durant le 
processus de calibration du modèle (voir ci-dessous). 
La conductivité hydraulique saturée du roc est basée sur les investigations géotechniques menées 
par Golder et associés (2014) sur le site. 
Le tableau 3.2 regroupe les paramètres hydrogéologiques des différents matériaux qui composent 
le modèle géométrique. 








Stériles CM Non saturé 0.01 0.2 1.14 4.42 0,5 2 5.7×10-4 
Résidus CM Non saturé 0.02 0.394 30 2 7 250 5.5×10-8 
Roc Saturé  - 0.2 - - - - 1x10-7 
Notes : 
θs : teneur en eau volumétrique saturée 
θr : teneur en eau volumétrique résiduelle 
a, n : paramètres de van Genuchten dans SEEP/W 
ksat : conductivité hydraulique saturée 
AEV : point d’entrée d’air 
WEV : point d’entrée d’eau 
 
Convergence du modèle 
Un maximum de 500 itérations et 6 chiffres significatifs ont été fixés pour les paramètres de 
convergence du modèle. La courbe de rétention d’eau des stériles miniers a été adoucie et une 
valeur de 10-14 m/s a été imposée comme limite inférieure de la conductivité hydraulique (Fredlund 





Figure 3.4 : CRE des résidus et des stériles. Les valeurs mesurées ont été adaptées des stériles de 
(Peregoedova, 2012) et des résidus (Golder et associés, 2014). 
 
Figure 3.5 : Fonction de perméabilité estimée à partir des essais au laboratoire. Adapté de : 
stériles (Peregoedova, 2012) et résidus (Golder et associés, 2014). 
 
Propriétés géotechniques des matériaux 
Les propriétés géotechniques des résidus miniers de la mine CM utilisés dans les analyses 
numériques proviennent du rapport géotechnique de Golder et associés (2017) (Tableau 3.3). Les 
résidus miniers ont une cohésion effective nulle et un angle de frottement effectif de 30°. Ces 
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valeurs concordent avec les résultats présentés par Bussière (2007) pour des résidus typiques de 
mines en roches dures. Les stériles miniers de la mine du lac Tio sont des matériaux n’ayant aucune 
cohésion effective (c’= 0 kPa) et un angle de frottement effectif (ϕ’) égal à 38°. Le socle rocheux 
est considéré comme un matériau impénétrable dans les simulations avec SLOPE/W.  
Tableau 3.3 : Paramètres géotechniques des matériaux simulés avec SLOPE/W. 
Matériau 




Angle de frottement ϕ’ [°] 
Stériles miniers 20 - 38 
Résidus miniers 19,5 - 30 
Socle rocheux Impénétrable 
 
3.4.3 Propriétés du modèle SEEP/W 
Conditions initiales 
Une faible précipitation (q=1×10-9 m/s) en régime permanent a été imposée à la surface du parc 
afin de représenter les conditions de succion et de teneur en eau initiale dans les stériles. Une 
surface de suintement a été considérée à la surface du parc pour éviter toute accumulation d’eau ; 
ainsi, l’eau en excès est évacuée de la surface comme ruissellement. Des charges hydrauliques de 
349,5 m et 325 m ont été imposées respectivement à la limite amont (x=0 m) et à la limite aval 
(x=325 m pour le modèle simplifié représentant la configuration de juillet 2017) pour simuler le 
niveau d’eau dans le parc (figure 3.6). La base du modèle (z= 0 m) est considérée imperméable. 
 
Figure 3.6 : Modèle simplifié indiquant les conditions frontières. En bleu la condition frontière 




Conditions aux frontières  
Les modèles numériques des deux configurations étudiées ont des longueurs de 325 m (juillet 2017) 
et 500 m (finale prévue). La taille des modèles a été choisie de sorte que les conditions aux 
frontières latérales n’influencent pas les résultats. Les conditions frontières aux limites verticales 
du modèle ont été appliquées comme des charges totales constantes (tableau 3.4). Les conditions 
climatiques associées aux CC ont été imposées sur la toute la surface du modèle. Aucune condition 
n’a été assignée à la base du modèle.  
La pression d’eau minimale à la surface de chaque matériau a été limitée à leur succion résiduelle 
afin d’éviter la génération de succions non réalistes, soit 1000 kPa pour les résidus et 10 kPa pour 
les stériles. 
Tableau 3.4 : Conditions frontières verticales des modèles pour les deux configurations 
géométriques étudiées. 
 Frontière verticale amont Frontière verticale aval 
Modèle simplifié représentant 
la configuration de juillet 
2017 
349.5 m (x= 0 m) 325 m (x= 325 m) 
Modèle simplifié représentant 
la configuration finale prévue 
364.5 m (x= 0 m) 325 m (x= 500 m) 
 
Maillage 
Un maillage initial a été choisi en utilisant la méthode recommandée par Chapuis (2012) qui 
suggère que la hauteur des éléments n’excède pas la valeur donnant un changement maximal d’un 
ordre de grandeur de la conductivité hydraulique. Toutefois, une analyse de sensibilité réalisée 
durant le processus de calibration (voir ci-dessous) a montré que des éléments de 0,5 m dans les 
stériles et 1 m dans les résidus donnaient des résultats assez précis pour l’analyse de l’écoulement 




Figure 3.7 : Configuration du maillage typique pour une simulation avec SEEP/W. 
 
Pas de temps 
Des pas de temps de1000 secondes sur 31 jours (pour la calibration) et de 10 000 secondes sur 
1825 jours (pour des simulations) avec une variation linéaire ont été choisi pour les analyses des 
modèles en régime transitoire (voir section 4.1). Des pas de temps plus petits que ceux choisis 
conduisaient à des temps de calcul trop longs pour une précision des résultats (charge hydraulique 
totale) au millième près (0,001). Une analyse de sensibilité partielle a montré que des pas de temps 
plus petits ne modifiaient pas significativement les résultats des simulations. 
 
3.4.4 Propriétés du modèle SLOPE/W 
Les analyses de la stabilité ont été réalisées avec SLOPE/W sur les modèles 2D importés depuis 
SEEP/W. Les modèles de stabilité des pentes sont basés sur les pressions d’eau calculés dans les 
modèles hydrogéologiques et simulent le comportement géotechnique du parc en utilisant des 
paramètres de résistance au cisaillement effectifs (tableau 3.3). La résistance des matériaux de 
remblai et de la fondation ont été modélisés à l'aide du modèle de Mohr-Coulomb. Les analyses de 
stabilité ont été réalisées selon la méthode de Morgenstern-Price pour les deux modèles simplifiés, 
inspirés des configurations géométriques du parc à résidus de la mine CM choisies. Cette méthode 
considère à la fois les équilibres de force et de moment statiques (Fredlund et Krahn, 1977). Le 
facteur de sécurité de plusieurs surfaces de ruptures potentielles a été calculé selon la technique 




Au total, trois types de ruptures ont été évalués : 
 Une rupture locale ①: le cercle de rupture prend en compte uniquement la berme de départ 
(figure 3.7a); 
 Une rupture locale ② : le cercle de rupture passe par les résidus, mais n’implique pas 
nécessairement toute l’épaisseur du parc (figure 3.7b); 
 Une rupture globale : la surface de glissement passe à travers tout le parc à résidus jusqu’à 
la fondation. Elle implique la berme de départ, les rehaussements et les résidus miniers 
(figure 3.7c). 
 
   
 
Figure 3.8 : Exemples de cercles de rupture locale et globale : a) rupture locale ①, b) rupture 
locale ② c) rupture globale. 
 
3.5 Calibration du modèle 
3.5.1 Approche méthodologique 
La calibration du modèle hydrogéologique a été réalisée en simulant les conditions d’écoulement 
dans le parc et en comparant les résultats numériques avec les mesures de terrain. Les paramètres 




simulée corresponde aux niveaux d’eau mesurés dans les quatre puits d’observation présentés aux 
figures 3.9 et 3.10. Les intervalles de variation des paramètres hydrogéologiques mesurés sont 
regroupés au tableau 3.5.  
Les variables climatiques (précipitations, vitesse du vent, l’humidité relative et température) pour 
les périodes de septembre 2016 et de juillet 2017 proviennent de la station météo installée sur le 
site de la mine Canadian Malartic. Les modèles ont été simulés en régime transitoire sur chacune 
des deux périodes (30 jours pour septembre 2016 et 31 jours pour juillet 2017). Le logiciel SEEP/W 
a été utilisé à cet effet.   
Tableau 3.5 : Intervalles de variation des paramètres hydrogéologiques des matériaux de la digue. 






Matériau min max min max min max min max 
Stériles CM 0.25 0.43 0.2 0.301 3x10--5 1x10-3 0.01 60 
Résidus CM 0.65 0.91 0.394 0.476 1x10-8 7x10-7 0.01 1000 






Figure 3.9 : Localisation des puits d’observation sur une vue en plan du secteur de la berme de départ centrale (adapté de 





Figure 3.10 : Coupe C-C’ montrant l’emplacement des puits d’observation. 
 
3.5.2  Ajustements entre les propriétés mesurées et calibrées   
Les propriétés hydrogéologiques des résidus (Golder, 2016) et des stériles (Peregoedova, 2012) ont 
été ajustées dans les simulations numériques afin de mieux représenter le comportement du parc à 
résidus sous l’effet des CC. En raison de l’hétérogénéité intrinsèque des matériaux et des 
incertitudes liées à la caractérisation des matériaux, une série d’ajustements itératifs (essais-
erreurs) a été réalisée. Ce processus (calibration) a permis de reproduire de façon réaliste les 
charges hydrauliques mesurées sur le site (figure 3.11). Tous les paramètres ont été ajustés dans 
l’intervalle des valeurs mesurées sur le terrain (tableau 3.5). Les propriétés hydrogéologiques des 
stériles miniers constituaient les paramètres avec la plus grande incertitude parce que leurs 
propriétés en place ont été peu étudiées. La calibration a donc d’abord été réalisée en ajustant ces 
paramètres et en modifiant le moins possible les autres paramètres mesurés sur le terrain (par 
exemple les propriétés des résidus). La porosité a été ajustée afin de tenir compte du contraste entre 
les propriétés des stériles et des résidus (écart entre les conductivités hydrauliques); la pression 
d’entrée d’air (AEV) a été ajustée pour reproduire la capacité de rétention des matériaux, et la 
conductivité hydraulique saturée a été ajustée dans le but de mieux représenter la vitesse de 
propagation du front de mouillage et le contraste entre les matériaux fins et grossiers.  
L’augmentation du contraste entre les propriétés des résidus et des roches stériles a contribué à 
favoriser une rétention d’eau dans les stériles alors qu’un contraste moins marqué favorisait un 
écoulement gravitaire vers les résidus. 
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Une fois le modèle calibré avec les données de septembre 2016, les mêmes paramètres ont été 
utilisés pour reproduire le régime d’écoulement de juillet 2017. Les résultats obtenus ont été 
comparés et validés avec les valeurs mesurées sur le site (figures 3.11 et 3.12). 
Le tableau 3.6 résume les valeurs des différents paramètres du modèle calibré (modèle géométrique 
représentant la configuration du parc en septembre 2016). 
Tableau 3.6 : Valeurs des paramètres du modèle numérique calibré (profil géométrique simplifié 
représentant le parc à résidus de septembre 2016). 
Paramètres Valeurs 
Type d'analyse 2D 
Régime Transitoire 
Écoulement Non saturé 







Stériles 1 ×10-4 m/s 
Résidus 4x10-7 m/s 
Socle rocheux 1x10-7 m/s 
Conditions 
frontières 
Amont  346.5 m 






Figure 3.11 : Charges hydrauliques totales mesurées et calibrées dans les puits d’observation pour 
le profil géométrique simplifié représentant le parc à résidus de septembre 2016. 
 
Figure 3.12 : Charges hydrauliques totales mesurées et calibrées dans les puits d’observation pour 
le profil géométrique simplifié représentant le parc à résidus de juillet 2017. 
3.5.3 Évaluation de la calibration du modèle 
L’évaluation du calibrage a été essentiellement basée sur les calculs de l’erreur quadratique 
moyenne normalisée (NRMSE) et du coefficient de Nash-Sutcliffe (NS). La NRMSE est calculée 
à partir de l’équation 3.1. ; une NRMSE inférieure à 15% est généralement considérée comme 
acceptable dans l’industrie (SNC Lavalin, 2017). Le coefficient NS est généralement utilisé pour 
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des modèles numériques en régime transitoire; en pratique, des valeurs de NS proches de 1 
indiquent un bon calibrage (Anderson et al., 2015). 
𝑁𝑅𝑀𝑆𝐸 =  
(  )
 𝑥  ∑ (ℎ −  ℎ )
/
                       (3.1) 
Où:  
N: nombre total d’observations  
hS : charge hydraulique simulée [L]  
hm : charge hydraulique mesurée [L] 
hmax : charge hydraulique mesurée maximum [L] 
hmin : charge hydraulique mesurée minimum [L]. 
 
𝑁𝑆 = 1 −
∑ |  |
∑ |  |
                           (3.2) 
Où:  
ℎ  représente la moyenne des charges hydrauliques mesurées [L]. 
Les résultats donnent une NRMSE=5,53% et un coefficient NS=0,99 pour le modèle géométrique 
simplifié représentant la configuration de septembre 2016 (tableau 3.7).  
Tableau 3.7 : Calcul de la NRMSE et du coefficient NS du modèle numérique pour les périodes 












PO-14-04A 337,78 338,00 
5,53 0,99 
PO-14-04B 337,59 337,94 
PO-15-02A 331,24 331,59 
PO-15-02B 333,40 332,92 
Juillet 2017 
PO-14-04A 337,69 338,25 
11,75 0,98 
PO-14-04B 337,65 338,15 
PO-15-02A 331,32 331,13 




La comparaison entre les résultats simulés et ceux observés permettent une évaluation rapide de la 
qualité du modèle calibré (figure 3.13). Généralement on considère que le biais est absent lorsque 
les points sont répartis plus ou moins équitablement de part et d’autre de la ligne 1:1 indiquée sur 
le graphique (Anderson et al., 2015). Les valeurs du NRMSE et du NS indiquent que le modèle 
numérique représente bien la variation du niveau d’eau observée sur le terrain en septembre 2016 
et en juillet 2017.  
Les courbes de rétention d’eau et les fonctions de perméabilité des stériles et des résidus obtenus 
après calibration sont présentées aux figures 3.14 et 3.15. 
 
Figure 3.13 : Résultats des charges hydrauliques totales simulées et observées en septembre 2016 




Figure 3.14 : CRE mesurées et calibrées suite aux simulations numériques. Les valeurs mesurées 
ont été adaptées des stériles de (Peregoedova, 2012) et des résidus (Golder et associés, 2014). 
 
Figure 3.15 : Fonctions de perméabilité estimées à partir des essais au laboratoire et calibrées 




3.5.4 Analyse de sensibilité des paramètres du modèle numérique 
Une analyse de sensibilité numérique a été réalisée afin d’étudier l'influence des divers paramètres 
hydrogéologiques sur l’infiltration lors des évènements de précipitation et valider la 
représentativité de l’extrapolation des simulations à des conditions climatiques variables en lien 
avec les changements climatiques (tableau 3.8). Les résultats du tableau 3.8 confirment le choix 
des valeurs des différents paramètres. En effet pour des valeurs différentes de celles choisies, la 
NRMSE augmente et le modèle numérique devient moins représentatif des conditions in situ. 
Pour s’assurer d’avoir choisi le maillage optimal et la longueur adéquate du modèle, une analyse 
de sensibilité a également été réalisée sur ces caractéristiques du modèle. Les résultats obtenus 
varient très peu pour un maillage plus fin que celui choisi (figure 3.16). Il en est de même pour un 
modèle qui a une longueur supérieure à 325 m (figure 3.17).  Les dimensions initiales présentées 
plus haut ont donc été conservées pour l’étude de l’effet des changements climatiques. 
Tableau 3.8 : Résultats de l’analyse de sensibilité réalisée sur les divers paramètres hydrauliques 














5 ×10-7 5,62% 
1 ×10-7 23,82% 




 1 ×10-4 
(5,53%)  
7 ×10-5 13.71% 
6 ×10-5 5,62% 
1 ×10-5 51,94% 
ksat roc [m/s] 
1×10-7  
(5,53%) 
5 ×10-6 5,62% 
5 ×10-7 26,83% 






Figure 3.16 : Résultats de l’analyse de sensibilité réalisée sur la taille des éléments du modèle 
pour la configuration de septembre 2016. Le maillage 1 représente des éléments de 1,5 m, 2 m 
respectivement dans les stériles et les résidus; le maillage 2 représente des éléments de 0,75 m, 
1 m respectivement dans les stériles et les résidus et le maillage 3 représente des éléments de 
0,5m, 1 m respectivement dans les stériles et les résidus. 
 
 
Figure 3.17 : Résultats de l’analyse de sensibilité réalisée sur la longueur du modèle pour la 
configuration de septembre 2016. 
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La calibration des paramètres du modèle numérique est le résultat d’un ajustement itératif des 
propriétés des matériaux. L’ajustement d’un paramètre pouvait améliorer les résultats pour une 
partie du modèle géométrique et altérer les résultats d’une autre partie. Les paramètres ajustés pour 
le modèle calibré représentent donc un compromis. Les simulations numériques calibrées sont 
capables de reproduire de façon relativement réaliste les comportements hydrogéologiques 
observés sur le terrain. La concordance entre les résultats simulés et les valeurs observées démontre 
la capacité de SEEP/W à prédire correctement les pressions interstitielles lorsqu’un bon maillage 





CHAPITRE 4 RÉSULTATS DE L’ANALYSE DE STABILITÉ 
4.1 Simulations du modèle climatique 
Dans une étude d’impact des changements climatiques, une période de 30 ans approuvée par 
l’Organisation Météorologique Mondiale (OMM), est généralement utilisée comme référence pour 
évaluer l’impact des changements probables dans le climat futur. Une période de 5 années a 
cependant été choisie dans cette étude pour réaliser les simulations sous différents horizons 
climatiques, afin notamment de réduire les temps de calcul très longs des codes numériques. La 
simulation de 5 cycles climatiques annuels a malgré tout permis de limiter l’impact des conditions 
initiales du modèle sur les résultats. 
Les conditions hivernales ont également été simplifiées dans les simulations. En effet, la surface 
du sol est généralement gelée durant les mois d’hiver lorsque les températures sont négatives, et il 
n’y a aucun écoulement de l’eau à travers la surface. Cette période est souvent considérée comme 
inactive (Fredlund et al. 2012, Bashir et al. 2015). Les précipitations tombent sous forme de neige, 
s’accumulent à la surface du sol et l’évaporation est négligeable (Damiano et Mercogliano, 2013). 
Les précipitations dans les simulations ont donc été considérées nulles, l’humidité relative a été 
fixée à 100% et la vitesse du vent à 0 m/s durant les mois d’hiver. 
 
4.1.1 Données climatiques actuelles 
Les données climatiques actuelles (2013-2017) ont été fournies par la firme Ouranos et les 
variables climatiques d’intérêt provenaient de la station météo de Val d’Or (OMM ID : 7098605) 
d’Environnement Canada. Cette station est localisée à environ 30 kilomètres du site à l’étude. La 
station de Val d’Or enregistre quotidiennement la température, les précipitations, l’humidité 
relative, et la vitesse du vent. La figure 4.1 présente les variations des variables climatiques 
journalières sur la période de référence choisie. La précipitation moyenne annuelle était de 758 
mm sur les 5 années de référence avec des fluctuations comprises entre 646 mm/an et 840 mm/an. 
La précipitation journalière la plus importante a été enregistrée en 2016 et était de 61 mm en 24 
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heures. Les températures moyennes journalières maximales et minimales sur cette période étaient 
respectivement de 25°C et -33°C et ont été toutes deux relevées au courant de l’année 2014. 
L’humidité relative moyenne journalière était de 73,1% sur la période étudiée, et tendait à diminuer 
lorsque la température s’élevait et à augmenter lorsque la température baissait. Le vent avait une 





Figure 4.1 : Variables climatiques journalières sur la période de 2013-2017 mesurée à la station 
de Val d’Or (Environnement Canada) a) température moyenne journalière (°C), b) précipitations 
totales journalières (mm/jour), c) humidité relative moyenne journalière (%) et d) vitesse du vent 






4.1.2 Projections climatiques 
L’effet des CC a été étudié ici sur deux horizons futurs de 30 ans : 2041 à 2070 (horizon 2050) et 
2071 à 2100 (horizon 2080). Les projections climatiques ont été réalisées au moyen des modèles 
régionaux du climat canadien (MRCC). Les horizons futurs correspondent à la projection de deux 
scénarios d’émission, soient le RCP 4.5 pour le CMIP5-canESM2 et le RCP 8.5 pour le modèle 
CMIP5-GFDL-ESM2G. La figure 4.2 présente les changements projetés des températures et 
précipitations pour les scénarios d’émission RCP 4.5 et RCP 8.5 sur les horizons 2050 et 2080 
pour la région de Malartic. Ces changements ont été calculés par rapport à la période de référence 
1971- 2000. Les scénarios sélectionnés représentaient les variations moyennes (RCP 4.5) et 
maximales (RCP 8.5) de température et de précipitation par rapport à la période de référence 
(figure 4.2). Les changements climatiques dans la région de Malartic devraient entrainer un 
accroissement des évènements de précipitations moyennes et extrêmes. L’évolution des 
précipitations totales annuelles montrait des fluctuations sur les mêmes périodes pour les deux 
scénarios d’émissions de GES (figure 4.3). Toutefois, les précipitations les plus élevées sur la 
période 1970-2100 ont été prédites pour le scénario climatique RCP 8.5 (figure 4.3). Les 
projections climatiques prévoyaient un accroissement de 20% à 40% (RCP 4.5) et de 40% à 70% 
(RCP 8.5) des quantités de précipitation lors des jours les plus pluvieux. Le nombre de jours annuel 
de précipitations excédant 10 mm devrait augmenter et passer de 0,5 jour à 2 jours pour le scénario 
RCP 4.5 et de 4 jours à 6 jours pour le scénario RCP 8.5. De même, l’intensité des épisodes de 
précipitations de longues durées (5 jours consécutifs les plus pluvieux) pourrait connaitre une 
augmentation de 10% à 15% pour la RCP 4.5 et de 15% à 25% pour la RCP 8.5 (Ouranos, 2015). 
Une moyenne mobile calculée sur 5 ans pour les données de précipitation allant de 2041 à 2100 a 
permis d’identifier les périodes avec les précipitations moyennes les plus importantes sur une 
période de 5 années consécutives. Les simulations numériques ont donc été réalisées sur les 
périodes de 2042-2046 (horizon 2050) et 2084-2088 (horizon 2080) pour la RCP 4.5 et sur les 
périodes 2063-2067 et 2093-2097 pour le scénario RCP 4.5 (tableau 4.1).  
Tableau 4.1 : Périodes de 5 années simulées pour chaque scénario d’émission considéré. 
Périodes RCP 4.5  RCP 8.5  
Actuelle (BC) 2013-2017 
Future -horizon 2050 (FC1) 2042-2046 2063-2067 




Figure 4.2 : Diagramme de dispersion pour les scénarios RCP 4.5 et RCP 8.5 (tiré de 
Gobeil, 2018). 18 simulations ont été réalisées à partir de 9 modèles climatiques sur les horizons 
2050 et 2080. Les cercles et les triangles représentent les modèles climatiques simulés 
respectivement pour les scénarios RCP 4.5 et RCP 8.5. Les symboles encerclés de rouge 
indiquent les simulations sélectionnées et représentent des variations moyennes (cercle encerclé) 
et extrêmes (triangle encerclé) des précipitations.
 
Figure 4.3 : Évolution des précipitations totales annuelles pour les scénarios RCP 4.5 et RCP 8.5 
dans la région de Malartic. 
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Les précipitations journalières maximales projetées sur les horizons futurs étaient plus élevées que 
celles observées sur la période actuelle (figures 4.4b et 4.5b). Les projections climatiques 
indiquaient également une augmentation des températures dans la région de Malartic au fil des 
années. Une augmentation moyenne d’environ 5°C des températures journalières durant les 
périodes froides et chaudes est attendue pour les scénarios RCP 4.5 et RCP 8.5 (figures 4.4a et 
4.5a).  
Les figures 4.4c et 4.5c comparent les variations d’humidité relative sur les périodes futures et 
actuelle pour les deux scénarios climatiques étudiés. Le climat futur montre globalement une 
diminution de l’humidité relative (-15% environ); ce qui pourrait avoir tendance à favoriser 
l’évapotranspiration. 
 
   
   
   
Figure 4.4 : Variables climatiques sur les périodes actuelle (bleu) et futures (horizon 2050 – 
rouge) et (horizon 2080 – noir) pour le scénario d’émission RCP4,5 : a) précipitation, b) 





   
   
 
   
Figure 4.5 : Variables climatiques sur les périodes actuelle (bleu) et futures (horizon 2050 – 
rouge) et (horizon 2080 – noir) pour le scénario d’émission RCP8,5 : a) précipitation, b) 
température, c) humidité relative, d) vitesse du vent. 
 
4.2 Scénarios simulés 
Des analyses numériques d’écoulement et de stabilité ont été réalisées afin d’étudier les variations 
du facteur de sécurité (FS) en fonction des changements climatiques pour les horizons 2050 et 
2080. Au total, 12 simulations ont été réalisées (figure 4.6). 
Tous les modèles dans cette étude ont été définis en 2 dimensions. Les matériaux simulés incluaient 
les stériles (berme et rehaussements) et les résidus miniers entreposés dans le parc (tableaux 3.2 et 





du modèle ont été présentées au chapitre 3 (section 3.4.3); aucune accumulation d’eau n’était 
permise à la surface des résidus.  
Dans la suite du mémoire, les périodes climatiques actuelle et futures (horizon 2050 et horizon 
2080) ont été nommées respectivement Climat de Base (BC), Climat Futur 1 (FC1) et Climat 
Futur 2 (FC2) afin d’alléger le texte. Les modèles géométriques simplifiés inspirés des 
configurations du parc de la mine CM en juillet 2017 et à la fin des opérations ont été appelées 
Modèle de Base (BM) et modèle Final (FM). Les acronymes suivants : BM4.5 – BM8.5 – FM4.5 
et FM8.5 sont associés aux projections climatiques pour les deux scénarios d’émission considérés.  
 
Figure 4.6 : Organigramme des résultats présentés. Les données du climat actuel BC (trait en 
pointillés) sont indépendantes des scénarios d’émission RCP 4.5 et RCP 8.5 étudiés et 
proviennent de la station météo Val d’Or. 
 
Les analyses ont été réalisées en suivant les étapes présentées à la figure 4.7 après avoir vérifié les 
logiciels (Annexe A) et calibré le modèle (section 3.5). Les détails sur les propriétés des modèles 
sous SEEP/W et SLOPE/W (géométrie et conditions frontières sont présentés au chapitre 3 
- section 3.4). Les résultats obtenus (pressions interstitielles et facteur de sécurité) ont été d’abord 
décrit en détails pour le modèle BM4.5 et ensuite comparés entre eux pour les différents modèles 
: BM4.5 et BM8.5 ; BM4.5 et FM4.5 ; FM4.5 et FM8.5. 
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Les modèles géométriques simulés ici ne représentent pas exactement le parc à résidus dans le 
secteur de la digue centrale de la mine Canadian Malartic et les résultats obtenus sont utilisés à 
titre comparatif uniquement. 
 
Figure 4.7 : Étapes des analyses numériques réalisées dans cette étude. 
 
4.3 Modèle BM4.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc en juillet 2017 et climat projeté avec RCP 4.5 
Les ensembles climatiques BC, FC1 et FC2 pour le scénario d’émission RCP 4.5 ont été appliqués 
comme condition frontière à la surface du modèle géométrique simplifié représentant le parc à 
résidus avec la configuration de juillet 2017 (BM). Les propriétés hydrauliques et géotechniques 
des matériaux du parc ainsi que les conditions aux frontières ont été présentées au chapitre 3 
(section 3.4). Les résultats obtenus sont présentés en trois sections : une première partie porte sur 
le bilan hydrique, ensuite les variations de pressions interstitielles sont présentées et enfin les 
résultats des calculs de stabilité pour les différents ensembles climatiques sont discutés. 
 
4.3.1 Bilan hydrique  
Les échanges d’eau entre le sol et l’atmosphère ont été évalués afin d’analyser l’effet des variables 
climatiques sur la stabilité de l’ouvrage considéré. Le modèle hydrogéologique a été construit avec 
le logiciel SEEP/W. Aucune couverture végétale n’a été simulée à la surface des résidus et des 
digues. Les simulations ont été réalisées avec des variables climatiques journalières en supposant 
que le taux de précipitation, la température, l’humidité relative et la vitesse du vent étaient 
constants au cours d’une même journée. 
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Les volumes cumulés des différentes composantes du bilan hydrique (précipitation, ruissellement, 
évapotranspiration potentielle et infiltration) augmentaient en fonction du temps et les plateaux 
observés pour chacune des variables du bilan hydrique correspondaient à la période hivernale 
considérée comme inactive (pas d’infiltration et pas d’évaporation) (figure 4.8). Cette tendance de 
variation était la même sur les trois ensembles climatiques.  Les précipitations cumulées étaient 
les plus élevées sur la période FC2 en raison de l’accroissement des précipitations au fil des années 
dû aux CC. Environ 14% du volume cumulé des précipitations (après 1825 jours) pour les 
conditions FC1 et FC2 et 8% pour l’ensemble climatique BC étaient déviés sous forme de 
ruissellement. Le volume cumulatif d’eau évaporé était supérieur au volume cumulé des 
précipitations dans les simulations, ce qui indiquait un bilan hydrique globalement négatif.  
 
                





4.3.2 Variations des pressions interstitielles 
Les variations des pressions interstitielles d’eau pour les différents ensembles climatiques ont été 
évaluées (figure 4.9 et tableau 4.2) : 
 aux points A, B et C; 
 le long de 2 sections verticales passant par les points A et C et  
 à la base du parc, à l’interface entre le roc de la fondation.  
 
Figure 4.9 : Emplacement des points et des sections utilisés pour l’évaluation des pressions 
interstitielles dans les simulations. 
 
Tableau 4.2 : Coordonnées des points A, B et C utilisés pour le suivi des pressions interstitielles 
dans les modèles. 
Points Distance (m) Élévation (m) 
Point A 141 326,5 
Point B 220 326,5 
Point C 314 326,5 
 
Points A, B et C 
Les pressions interstitielles simulées aux points A, B et C montraient une baisse au début de chaque 
année pendant la période hivernale (zone grisée) puis une augmentation des pressions au printemps 
jusqu’à atteindre des valeurs maximales à l’automne de chaque année pour les trois ensembles 
climatiques (figure 4.10). Les pressions simulées étaient généralement plus élevées (jusqu’à 170 
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kPa au point A) pour les périodes FC1 et FC2 que pour la période BC. Les pluies intenses et les 
périodes successives de précipitations moyennes (par exemple une période consécutive de 3 jours 
avec des précipitations supérieures ou égales à 20 mm/jour) entrainaient une hausse des pressions 
d’eau; par exemple les 3 journées de précipitation (du 14 août 2014 au 16 août 2014) totalisant 
environ 65 mm de pluie ont fait varier les pressions au point A de 162 kPa à 166 kPa. Les variations 
de pressions étaient moins importantes suite à des précipitations plus faibles. Un délai de 5 à 10 
jours entre l’évènement de précipitation et l’augmentation des pressions d’eau a pu être observé 
dans les modèles simulés (figure 4.11).  
Les pressions les plus élevées ont été simulées au point A (au centre du parc) et les pressions les 
plus faibles au point C (dans la berme de départ) (tableau 4.2).  
 
   
Figure 4.10 : a) Localisation des points A, B et C, b) variation des pressions interstitielles au 
point A, c) variation des pressions interstitielles au point B, d) variation des pressions 





Figure 4.11 (suite) : a) Localisation des points A, B et C, b) variation des pressions interstitielles 
au point A, c) variation des pressions interstitielles au point B, d) variation des pressions 
interstitielles au point C pour les conditions climatiques BC, FC1 et FC2. (zone grisée = hiver). 
   
 
Figure 4.12 : Précipitations et pressions simulées au point A pour le scénario RCP4,5 a) pour la 
période BC, b) pour la période FC1 et c) pour la période FC2. 
 
Les profils de pression le long des sections A-A’ et B-B’ pour les ensembles climatiques actuel et 
futurs sont présentés pour les saisons de printemps, d’été, d’automne et d’hiver des années 2014, 
2046 et 2087 des périodes respectives BC, FC1 et FC2 (figures 4.12 et 4.13). Ces années 
correspondent à des années avec des taux de précipitations totales annuelles les plus élevés pour 
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chacune des périodes considérées (tableau 4.3). L’année du début de cycle (5 années) a été écartée 
pour limiter le biais dans l’estimation des pressions interstitielles.  
Tableau 4.3 : Précipitations totales annuelles des climats actuel et futurs simulés pour le scénario 
RCP 4.5. 





















Les résultats sont présentés sur les 10 mètres supérieurs du parc, les variations étant plus faibles 
plus en profondeur. Les pressions simulées dans le haut de la section A-A’ (sur les 2 premiers 
mètres dans le rehaussement) diminuaient puis augmentaient en dessous de l’élévation 348 m. 
L’impact des variations saisonnières était plus marqué sur cette épaisseur (élévation 350 m à 348 
m) (figure 4.12). Les pressions diminuaient au printemps puis augmentaient suite à l’infiltration 
des précipitations jusqu’à l’automne. Par exemple pour le climat FC2 et à l’élévation 349 m, les 
pressions passaient de -43 kPa (janvier) à -47 kPa en avril, augmentaient progressivement jusqu’à 
-39 kPa en octobre pour enfin baisser durant la période inactive d’hiver. Ces tendances générales 
étaient les mêmes pour les trois ensembles climatiques BC, FC1 et FC2.  
Les plus grandes variations de pressions ont été enregistrées avec les conditions climatiques futures 
FC1. En effet les pressions pouvaient passer de -52 kPa au printemps (avril) à -37 kPa à l’automne 




    
 
Figure 4.13 : a) Localisation de la section A-A’; Variation des pressions interstitielles le long de 







Les variations saisonnières des pressions interstitielles le long de la section B-B’ étaient similaires 
à celles observées le long de la section A-A’, soient une baisse des pressions de l’hiver au 
printemps suivie d’une augmentation progressive des pressions du printemps (avril) à l’automne 
(octobre) (figure 4.13). Les pressions les plus élevées étaient généralement observées durant la 
saison d’automne et les pressions diminuaient pendant la période hivernale (aucune précipitation). 
Les succions simulées le long de la section B-B’ montraient de plus grandes amplitudes de 
variation que le long de la section A-A; par exemple, les pressions passaient de -62 kPa à -35 kPa 
du printemps à l’automne pour la période FC1 à la surface de la berme (élévation 334 m) 
contre - 47 kPa à - 37 kPa à la surface du rehaussement (élévation 350 m). Le profil au printemps 
(avril) indiquait également une certaine rétention d’eau dans le haut des stériles constituant la 
berme de départ (élévation 334 m à 330 m). Les pressions les plus élevées ont été simulées pour 
les conditions climatiques futures FC2. 
 
  
Figure 4.14 : Variation des pressions interstitielles le long de la section C-C pour a) le climat BC, 






Figure 4.15 (suite) : Variation des pressions interstitielles le long de la section C-C pour a) le 
climat BC, b) le climat FC1, c) le climat FC2. 
 
Interface roc-fondation 
Les pressions interstitielles simulées sur les quatre saisons variaient différemment dépendamment 
de la position dans le parc (distance; Figure 4.14). Les variations de pressions étaient plus 
importantes dans la partie non couverte du modèle (de x= 0 m à x= 105 m). Par exemple, pour la 
période climatique FC2, entre x = 50 m et x= 150 m les pressions augmentaient respectivement de 
20 kPa (environ 205 kPa à 225 kPa) et de 5 kPa (de 172 kPa à 177 kPa) de l’été à l’automne 
(octobre). La faible capacité de rétention d’eau et la forte perméabilité des stériles dans la zone des 
rehaussements et de la berme de départ (de x = 105 m à x = 350 m) se traduisaient par un 
rabattement progressif de la nappe; la plus grande partie des précipitations s’étant infiltrée (section 
4.3.1). Les pressions dans cette zone augmentaient du printemps à l’automne puis diminuaient à 
l’hiver pour toutes les périodes (BC, FC1 et FC2). Les résultats indiquaient que les pressions les 






   
 
Figure 4.16 : a) Configuration géométrique du parc en juillet 2017. Variation des pressions 
interstitielles à la base du modèle, au contact avec le roc de la fondation pour b) le climat BC, c) 






4.3.3 Facteur de sécurité 
La forme d’une surface de rupture plane dépend principalement des propriétés des matériaux, des 
pressions interstitielles et de la géométrie de la pente. Au total, trois types de ruptures ont été 
évalués dans cette étude (section 3.4.4). 
Les cercles de rupture superficiels dans la berme de départ et dans les stériles d’un rehaussement 
du modèle n’ont pas été considérés. Une hauteur minimum des tranches de 3 mètres a été définie 
pour les ruptures locales et 5 mètres pour la rupture globale. Le facteur de sécurité minimum 
associé au cercle de rupture critique a été déterminé en prenant en compte les variations des 
pressions interstitielles dans le modèle simplifié (analyse couplée SEEP/W et SLOPE/W – section 
3.4). Les cercles de ruptures associés aux facteurs de sécurité minimum sur chaque période 
climatique (BC, FC1 et FC2) sont présentés à l’annexe E. 
Le facteur de sécurité était généralement maximal durant les périodes d’hiver car l’augmentation 
des succions due à la baisse de la nappe contribuait à développer une cohésion apparente dans les 
matériaux. Une baisse substantielle du facteur de sécurité était à l’inverse observée durant 
l’automne lorsque les pressions interstitielles étaient les plus importantes. Des valeurs plus faibles 
du facteur de sécurité étaient généralement simulées pour les climats futurs (notamment FC1) en 
raison de l’augmentation des précipitations. L’infiltration des précipitations entrainait une 
remontée du niveau de la nappe et l’augmentation des pressions interstitielles dans les matériaux 
et donc une diminution des contraintes effectives. Cependant, la faible rétention d’eau et la capacité 
de drainage élevée des stériles de la berme de départ limitait la génération des pressions 





   
 
Figure 4.17 : Variations du facteur de sécurité minimum sur les 5 cycles climatiques, pour une 
surface de rupture a) locale ①, b) locale ②, et c) globale. 
 
4.4  Modèle BM8.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc en juillet 2017 et climat projeté avec RCP 8.5 
4.4.1 Variations des pressions interstitielles  
Les résultats du modèle BM8.5 ont été comparés au cas BM4.5 (section 4.3) pour les trois 
ensembles climatiques (figures 4.16 et 4.17). La comparaison des pressions interstitielles a été 
effectuée aux points B (point dans les résidus) et C (point dans la berme de départ) pour étudier 
l’influence des différents scénarios (projections climatiques) sur la stabilité du modèle 
géométrique considéré. Les variations de pressions simulées aux points B et C pour le cas BM8.5 




au printemps et augmentation à l’automne). Cependant, l’amplitude des variations des pressions 
par rapport au climat actuel était généralement plus élevée pour le modèle BM8.5. Par exemple, à 
l’automne de l’année 2 (FC1), au point B, les pressions pouvaient augmenter de 10% à 90% pour 
le modèle BM4.5 par rapport aux pressions du climat actuel contre des variations de 30% à 120% 
pour le modèle BM8.5. Cette augmentation était encore plus marquée aux années 3 et 4 des 
périodes climatiques respectives FC1 et FC2. Les pics de pression et les succions les plus élevées 
ont été enregistrés respectivement à l’automne et au printemps de chaque année. Des tendances de 
variation similaires des pressions ont été observées au point C. L’année 2 pour la période FC1 et 
l’année 4 pour la période FC2 du modèle BM8.5 indiquaient les pressions les plus élevées. Ceci 
est dû aux plus grandes quantités d’eau infiltrée suite aux précipitations annuelles importantes 
(1063 mm d’eau en 2064 et 1059 m en 2096). L’effet de la hausse des pressions sur la stabilité du 
parc à résidus a été évaluée selon la même approche que précédemment.  
   
Figure 4.18 : Pressions interstitielles au point B des modèles BM4.5 et BM8.5 pour a) la période 
FC1, b) la période FC2 (zone grisée = hiver). 
   
Figure 4.19 : Pressions interstitielles au point C des modèles BM4.5 et BM8.5 pour a) la période 
FC1, b) la période FC2 (zone grisée = hiver). 
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4.4.2 Facteur de sécurité  
Les variations des pressions interstitielles aux points B et C du modèle BM8.5 indiquaient un 
impact des changements climatiques sur la stabilité de la digue (figure 4.18). Les baisses rapides 
des valeurs du facteur de sécurité étaient attribuables à une infiltration d’eau importante dans la 
digue. Par exemple, à 1410 jours, les pressions au point B étaient de 7 kPa, 14 kPa et 25 kPa sur 
les périodes respectives BC, FC1 (BM4.5) et FC1 (BM8.5); par conséquent le facteur de sécurité 
simulé pour une rupture locale ① (cercle de rupture qui prend en compte uniquement la berme de 
départ) a alors baissé de 4% et de 9 % respectivement (figure 4.14). Les facteurs de sécurité étaient 
généralement plus faibles sur les périodes futures FC1 et FC2 (tableau 4.4). Seuls les facteurs de 
sécurité pour une rupture locale ① sont présentés ici. Les ruptures locale ② et globale des 
modèles étudiés affichaient des tendances de variations du FS similaires au cas de rupture locale 
① (Annexe D). 
   
Figure 4.20 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ① des modèles BM4.5 et 
BM8.5 pour a) la période FC1, b) la période FC2 (zone grisée = hiver). 





FS min – modèle 
BM4.5 




BC 2,45 2,45 0% 
FC1 2,40 2,40 0% 
FC2 2,41 2,33 4% 
Locale ② 
BC 4,90 4,90 0% 
FC1 4,90 4,83 2% 
FC2 4,85 4,77 4% 
Globale 
BC 4,75 4,75 0% 
FC1 4,71 4,70 1% 
FC2 4,73 4,61 3% 
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4.5 Modèle FM4.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc prévue à la fermeture et climat projeté avec RCP 4.5 
4.5.1 Variation des pressions interstitielles 
Les résultats des modèles BM4.5 et FM4.5 ont été comparés pour étudier l’effet de la géométrie 
du parc (nombre de rehaussements et hauteur des résidus) sur leur stabilité sous l’impact des CC. 
Les points B (point dans les résidus déposés) et C (point dans les stériles de la berme de départ) en 
particulier ont été considérés. Les pressions interstitielles simulées aux points B et C (mêmes 
emplacements que pour les modèles BM) sur les 5 cycles climatiques des périodes BC, FC1 et 
FC2 montraient également une sensibilité aux conditions climatiques (figure 4.19). Les tendances 
de variations étaient similaires pour les deux modèles BM4.5 et BM8.5: les pressions et les 
succions les plus importantes étaient enregistrées à l’automne et au printemps respectivement. Le 
modèle inspiré de la géométrie du parc prévue à la fermeture du parc (hauteur de 45 m) générait 
globalement des pressions interstitielles élevées pour chacun des trois ensembles climatiques (par 
exemple, les pressions maximales simulées au point B du modèle FM4.5 à l’automne de l’année 2 
étaient de 43 kPa, 42 kPa et 40 kPa respectivement pour les périodes BC, FC1, FC2 contre des 
pressions 14 kPa, 18 kPa, 19 kPa obtenues pour le modèle BM4.5). Les amplitudes de variations 
les plus importantes s’observaient sur le climat futur (FC2) des deux modèles : soient des 
augmentations maximales de 39 kPa, 40 kPa et 41 kPa au point A pour les périodes respectives 
BC, FC1 et FC2. Le nombre de rehaussements construits et la quantité de résidus entreposés avait 
donc un impact sur la génération des pressions interstitielles dans le parc. 
Figure 4.21 : Pressions interstitielles simulées dans les modèles BM4.5 et FM4.5 a) au point B, 
b) au point C pour les conditions climatiques actuelles (BC) et projetées (FC1 et FC2); (zone 




Figure 4.22 (suite) : Pressions interstitielles simulées dans les modèles BM4.5 et FM4.5 a) au 
point B, b) au point C pour les conditions climatiques actuelles (BC) et projetées (FC1 et FC2); 
(zone grisée = hiver). 
 
4.5.2 Facteurs de sécurité  
L’analyse des pressions interstitielles aux points B et C dans le modèle inspiré du parc à résidus 
avec la géométrie finale prévue, indiquait un impact sur la stabilité du parc sous l’effet des 
changements climatiques (Figure 4.20). Les tendances de variation des FS étaient similaires pour 
les modèles BM4,5 et BM8.5. Les valeurs du FS augmentaient à l’hiver et au printemps et 
diminuaient à l’automne en raison de la hausse des pressions interstitielles simulées (figure 4.19). 
La hausse des pressions du modèle FM4.5 par rapport au modèle BM4.5 se définissait par une 
tendance générale à la baisse du FS. La géométrie finale du modèle (construction de 6 
rehaussements supplémentaires par rapport à la géométrie de juillet 2017) et l’épaisseur des résidus 
entre autres ont contribué à diminuer les valeurs du facteur de sécurité de façon notable par rapport 
à celles du modèle BM4.5. Les pourcentages de réduction du FS variaient entre 2% et 15% toutes 
périodes confondues. Les plus faibles valeurs du facteur de sécurité pour le modèle FM4.5 ont été 
observées sur les ensembles BC et FC1 respectivement aux années 2 et 4 (figure 4.20). Les facteurs 
de sécurité pour les ruptures locale ② et globale variaient de façon similaire. Toutefois les 
pourcentages de réduction du FS minimum étaient plus importants soient 15% à 17% pour la 
rupture locale ② et 13% à 15% pour la rupture globale (tableau 4.5). En général, les valeurs des 
FS du modèle FM4.5 pour les trois types de ruptures et pour les périodes BC, FC1 et FC2 
semblaient similaires. Les projections climatiques dues aux CC pour le scénario RCP 4.5 
affectaient moins la stabilité du modèle (géométrie finale prévue à la fermeture). 
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Figure 4.23 : Facteurs de sécurité des modèles BM4.5 et FM4.5 a) pour une rupture locale ① b) 
pour une rupture locale ②, c) pour une rupture globale et pour les ensembles climatiques BC, 
FC1 et FC2. (zone grisée = hiver). 






FS min – modèle 
BM4.5 




BC 2,45 2,14 13% 
FC1 2,40 2,20 9% 
FC2 2,41 2,18 10% 
Locale ② 
BC 4,90 4,13 16% 
FC1 4,90 4,11 17% 
FC2 4,85 4,15 15% 
Globale 
BC 4,75 4,10 14% 
FC1 4,71 4,10 13% 




4.6 Modèle FM8.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc prévue à la fermeture et climat projeté avec RCP 8.5 
4.6.1 Variation des pressions interstitielles 
Les données climatiques du scénario RCP 8.5 ont été appliqués à la surface du modèle inspiré du 
parc à résidus avec la configuration géométrique finale prévue. Les figures 4.21 et 4.22 
présentaient la comparaison des résultats des simulations numériques réalisées sur les modèles 
FM4.5 et FM8.5. Ces modèles ont été comparés pour étudier l’influence des différents scénarios 
(projections climatiques) sur la stabilité du modèle géométrique considéré (configuration finale). 
Les pressions diminuaient à l’hiver et au printemps puis augmentaient durant la saison d’automne 
pour les modèles FM4.5 et FM8.5 comparés ici. Les pressions d’eau aux points B et C du modèle 
FM8.5 sont sensiblement égales à celles de FM4.5. L’écart semblait toutefois plus important au 
niveau des pressions simulées à l’année 4 (entre 1095 jours et 1460 jours) pour les deux modèles. 
L’ensemble climatique FC2 indiquait la pression la plus élevée pour le modèle FM8.5 au point B 
(figure 4.21). Les mêmes tendances de variation étaient également observées au point C 
(figure 4.22). 
    
Figure 4.24 : Pressions au point B entre les modèles FM4.5 et FM8.5 pour a) la période FC1, b) 
la période FC2 (zone grisée = hiver). 
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Figure 4.25 : Pressions au point C entre les modèles FM4.5 et FM8.5 pour a) la période FC1, b) 
la période FC2 (zone grisée = hiver). 
 
4.6.2 Facteur de sécurité  
La figure 4.23 présente une comparaison entre les facteurs de sécurité minimum des modèles 
FM4.5 et FM8.5 en fonction du temps (5 années). Les tendances de variation générales du modèle 
FM4.5 étaient les mêmes pour le modèle FM8.5 et les valeurs les plus faibles ont été obtenues à 
l’automne de chaque année. Les valeurs simulées du modèle FM8.5 variaient d’environ 3% au 
maximum par rapport aux valeurs du FS du modèle FM4.5 (tableau4.6). Les mêmes observations 
ont été faites pour les ruptures locale ② et globale. 
        
Figure 4.26 : Facteurs de sécurité minimum local ① des modèles FM4.5 et FM8.5 pour a) la 
période FC1 et b) la période FC2 (zone grisée = hiver). 
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FS min – modèle 
FM4.5 




BC 2,14 2,14 0% 
FC1 2,20 2,20 0% 
FC2 2,18 2,12 3% 
Locale ② 
BC 4,13 4,13 0% 
FC1 4,15 4,15 0% 
FC2 4,15 4,10 2% 
Globale 
BC 4,10 4,10 0% 
FC1 4,14 4,14 0% 
FC2 4,12 4,12 0% 
 
4.7 Effet de la présence d’une couche d’argile 
La présence d’une couche d’argile sous les résidus peut aussi avoir un impact sur la stabilité du 
parc à résidus. Des épaisseurs de 3 m, 5 m et 7 m d’argile ont été simulées pour le modèle BM8.5. 
Les propriétés hydrauliques des résidus, les conditions frontières et la géométrie du modèle étaient 
identiques au modèle BM8.5 (section 4.2). 
Une argile normalement consolidée (matériau contractant) a été simulée dans les modèles 
numériques. Les propriétés hydrogéotechniques considérées provenaient du rapport géotechnique 
de Golder et associés (2018). L’argile avait une conductivité hydraulique saturée de 1×10-8 m/s,  
un ratio   = 0,22 et un poids volumique de 16,5 kN/m3. La relation SHANSEP du logiciel 
SLOPE/W a été utilisée pour estimer la résistance au cisaillement non drainée de l’argile. 
Les résultats des simulations ont montré une diminution du facteur de sécurité avec l’augmentation 
de l’épaisseur de la couche d’argile. Le FS est plus faible sur les climats futurs notamment sur 
l’ensemble FC2. La couche d’argile avait moins d’impact sur les valeurs du FS obtenues pour une 
rupture locale ②. En effet la rupture locale ② impliquait uniquement la couche de résidus et les 
rehaussements de stériles donc une variation de l’épaisseur de la couche d’argile sous-jacente 
affectait moins les valeurs de FS dans ce cas. Une comparaison des valeurs de FS obtenues avec 
celles du modèle BM8.5 montraient par contre des pourcentages de réduction pouvant atteindre 
74% pour la rupture globale et 69% pour la rupture locale ① (tableau 4.7). 
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Tableau 4.7 : Comparaison des facteurs de sécurité obtenus entre les modèles simulant les 





Épaisseur de la couche d’argile Valeurs de FS du 
modèle BM8.5 
% réduction 
maximal 3 m 5 m 7 m 
Locale ① 
BC 0,83 0,79 0,79 2,35 67% 
FC1 0,80 0,76 0,76 2,32 67% 
FC2 0,76 0,73 0,73 2,30 69% 
Locale ② 
BC 2,72 2,63 2,55 5,01 50% 
FC1 2,66 2,57 2,49 4,97 50% 
FC2 2,66 2,57 2,51 4,76 48% 
Globale 
BC 1,59 1,41 1,28 4,84 74% 
FC1 1,57 1,40 1,27 4,81 74% 
FC2 1,52 1,35 1,24 4,63 74% 
 
4.8 Effet des propriétés des résidus non consolidés 
La résistance au cisaillement de la digue du parc à résidus est fonction de la nature et des propriétés 
hydrogéotechniques des résidus. Les résidus miniers de la mine Canadian Malartic sont épaissis et 
déposés à une teneur en solides de 64% (Golder et associés, 2016). L’effet des propriétés 
géotechniques des résidus miniers non consolidés sur la stabilité du parc à résidus a été étudié 
numériquement. Des résidus miniers contractants, (tableau 4.8; Golder et associés, 2017), ont été 
simulés en lieu et place des résidus densifiés considérés jusqu’ici. Cette situation correspondrait 
au cas où le taux de déposition serait très rapide et où les pressions interstitielles n’auraient pas le 
temps de se dissiper avant que de nouveaux résidus soient déposés en surface. Les propriétés 
hydrauliques des résidus, les conditions frontières et la géométrie du modèle étaient identiques à 






Tableau 4.8 : Paramètres géotechniques des résidus miniers contractants simulés (tiré de Golder 











cisaillement c (kPa) 
Su/σ’v (ratio) 
Résidus mine CM 19,5 30 0 0,33 
Notes : 
(1) ESA : Effective Stress Analysis 
(2) USA : Undrained Strength Analysis 
 
Les simulations des résidus non consolidés affectaient moins le facteur de sécurité minimum pour 
une rupture locale ① ( igure 4.24a) et la réduction du FS ne dépassait pas 3% au maximum. 
Par contre, les facteurs de sécurité des ruptures locale ② (figure 4.25) et globale, (figure 4.26) ont 
plus diminué en considérant des résidus contractants (tableau 4.9). On observait des réductions du 
facteur de sécurité pouvant atteindre 43% par rapport au modèle de base BM8.5. Cette baisse du 
facteur de sécurité sous l’impact des projections climatiques du scénario RCP 8.5 est attribuable à 
la faible résistance au cisaillement des résidus contractants. Les CC avaient un effet similaire sur 
les modèles simulés avec les résidus densifiés et avec les résidus contractants.  
  
Figure 4.27 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ① pour les ensembles 




Figure 4.28 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ② pour les ensembles 
climatiques BC, FC1 et FC2 avec a) les résidus miniers densifiés et b) les résidus non consolidés. 
 
Figure 4.29 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture globale pour les ensembles 
climatiques BC, FC1 et FC2 avec a) les résidus miniers densifiés et b) les résidus non consolidés. 
Tableau 4.9 : Comparaison des facteurs de sécurité minimum obtenus entre les modèles simulant 





FS min – ESA(1) 
(consolidés) 




BC 2,45 2,45 0% 
FC1 2,40 2,40 0% 
FC2 2,41 2,34 3% 
Locale ② 
BC 4,90 2,87 41% 
FC1 4,85 2,85 41% 
FC2 4,89 2,81 43% 
Globale 
BC 4,75 3.36 30% 
FC1 4,73 3,28 31% 
FC2 4,70 3,22 31% 
Notes : 
(1) ESA : Effective Stress Analysis 
(2) USA : Undrained Strength Analysis 
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4.9 Effet des précipitations extrêmes (PMP) 
Le comportement du parc à résidus a été évalué pour des conditions de précipitations maximales 
probables (PMP). Les précipitations maximales probables du printemps ont été fournies par Gobeil 
(2018) pour la période historique (1971-2000) et les horizons futurs 2050 et 2080 (tableau 4.10). 
Toutes les précipitations maximales simulées ici excèdent la limite d’infiltration des résidus 
miniers (5x10-7 m/s). Toutefois, aucun ruissellement n’a été considéré dans ces simulations bien 
que celui-ci soit probable. Ainsi l’infiltration était égale aux précipitations et ces précipitations 
étaient égales sur toute la surface du parc à résidus (incluant les rehaussements). La géométrie du 
modèle, les propriétés des matériaux, les conditions initiales et la condition frontière à la base du 
parc à résidus étaient identiques au modèle de base BM (section 4.2). Les modèles ont été simulés 
sur une période de 365 jours. 
Les précipitations maximales probables ont été réparties sur une période de 24 heures en 
distribuant les intensités de pluie présentées au tableau 4.10 et centrée à 12 heures à partir de la 
distribution SCS de type II (Hydrology National Engineering Handbook, 2015; figure 4.27). Ces 
précipitations ont été appliquées à la surface du modèle comme condition frontière sur une période 
de 24 heures. 
 
Tableau 4.10 : Valeurs des PMP historiques et futures. 
 Précipitations mm/jour Précipitations m/s 
PMP historique 1971-2000 206 2,38 x 10-6 
PMP horizon 50 2041-2070 244 2,82 x 10-6 





Figure 4.30 : Distribution SCS de type II des PMP Historique et futures. 
 
L’infiltration des PMP a entrainé une diminution de la succion matricielle dans les résidus et les 
stériles non saturés. Le facteur de sécurité diminuait pendant les 150 premiers jours 
approximativement et demeurait ensuite quasi constant sur la durée restante (figure 4.28). Le taux 
de réduction variait entre 10% et 20% pour les trois types de rupture. Le facteur de sécurité 
minimum obtenu (tous types de rupture confondus) était de 2,15, 2,09 et 1,98 respectivement pour 
les PMP historique, sur l’horizon 2050 et sur l’horizon 2080. Le facteur de sécurité de sécurité le 
plus faible a été obtenu pour une rupture locale et sous l’effet de la PMP sur l’horizon 2080. 
Les valeurs du FS obtenues avec les différentes ont été comparées aux valeurs de FS du modèle 
BM4.5. Le facteur de sécurité minimum était plus faible pour les simulations avec les PMP que 
ceux du modèle BM4.5. Le tableau 4.11 présente un résumé des facteurs de sécurité minimum 
obtenus pour une rupture locale ① avec les différentes PMP (actuelle et futures). Les 
précipitations maximales probables ont entraîné une diminution significative entre 12% et 18% 




   
 
Figure 4.31 : Variation du facteur de sécurité minimum sur une année (365 jours) pour une 
rupture : a) locale ①, b) locale ②, c) globale. 
 
Tableau 4.11 : Comparaison des facteurs de sécurité obtenus du modèle BM après 365 jours pour 







rapport au FS initial 
(%) 
Réduction par 
rapport au FS min- 
BM4.5 (%) 
PMP Historique 2,507 2,153 14% 12% 
PMP Horizon 2050 2,511 2,093 17% 13% 
PMP Horizon 2080 2,511 1,977 21% 18% 
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4.10 Analyse limite 
L’analyse limite de la stabilité réalisée ici permet de déterminer l’ensemble des chargements et des 
conditions potentiellement supportables par la digue de retenue. Les propriétés géotechniques 
(poids volumique et angle de frottement) des résidus ont été ajustées de façon successive afin 
d’amener le modèle BM4.5 à la limite de la stabilité. Les scénarios avec les paramètres extrêmes 
ont été analysées et les résultats obtenus pour le cas amené à la rupture sont présentés à la figure 
4.29.  Les facteurs de sécurité des différents types de rupture étaient affectés dépendamment du 
matériau et du paramètre qui avait été modifié. Le modèle a été poussé dans ses retranchements et 
la rupture du modèle géométrique a été atteinte pour une analyse avec des résidus ayant un angle 
de frottement inférieur à 6 degrés. Ces propriétés s’apparentent à celles des résidus liquéfiés de la 
mine Canadian Malartic (Golder et associés, 2018). De façon générale, le facteur de sécurité 
minimum obtenu pour les autres cas demeurait supérieur à 1 malgré les importantes variations 
appliquées et les propriétés simulés. 
 
 
Figure 4.32 : Analyse limite pour le mode de rupture local ①. Les valeurs affichées sur le 
graphique représentent les facteurs de sécurité obtenus suite à une variation des propriétés 
géotechniques des résidus miniers.  
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CHAPITRE 5 MÉTHODE PROBABILISTE D’ANALYSE DE 
STABILITÉ 
L’analyse probabiliste est une approche plus réaliste pour l’évaluation de la stabilité d’une pente 
du fait des incertitudes et de la variabilité des propriétés du sol qui peuvent être prises en compte 
dans l’analyse. À la différence d’une analyse déterministe qui est basée sur le calcul d’un facteur 
de sécurité comme mesure de la stabilité, la méthode probabiliste de Monte-Carlo considère la 
variabilité naturelle des propriétés des matériaux pour évaluer la probabilité de rupture et l’indice 
de fiabilité (Mostyn et Li 1993; U.S. Army Corps of Engineers 1995; Wolff 1996). 
Les incertitudes des propriétés des sols peuvent inclure des paramètres géotechniques (cohésion, 
angle de frottement, poids volumique), des propriétés géométriques (épaisseur de la couche) ou 
des caractéristiques hydrogéologiques (niveau phréatique, pressions interstitielles) (Li et Lumb, 
1987). Pour réaliser une analyse par la méthode de Monte-Carlo, les paramètres d’entrée sont 
traités comme des variables aléatoires décrites par leurs fonctions de distribution, leurs valeurs 
moyennes et leurs écarts-types. Cette méthode qui est intégrée dans le logiciel SLOPE/W a été 
utilisée dans le cadre de ce projet.  
 
5.1 Méthodologie 
La méthode de Monte-Carlo a été développée en 1949 par John von Neumann et Stanislaw Ulam 
(Eckhardt, 1987). Elle utilise un processus d’échantillonnage aléatoire pour analyser les solutions 
déterministes. La première étape de la simulation de Monte-Carlo consiste à identifier un modèle 
déterministe pour lequel plusieurs variables d’entrée ont été utilisées pour estimer un résultat avec 
une valeur unique. Ensuite, une distribution de probabilité (par exemple : une distribution normale) 
est établie pour chaque variable indépendante. Enfin, un processus d’essai aléatoire est lancé pour 
obtenir une fonction de distribution de probabilité de la situation déterministe (Sharma, 2016). Ce 
processus est répété plusieurs fois pour établir la statistique de la fonction de performance. Les 




Figure 5.1 : Approche générale de la simulation de Monte-Carlo (adapté de Hutchinson et 
Bandalos, 1997). 
 
L’application de la méthode probabiliste de Monte-Carlo au modèle géométrique inspiré du cas 
du parc de la mine Canadian Malartic consistait à évaluer le facteur de sécurité moyen (FS moyen), 
l’indice de fiabilité (β) et la probabilité de rupture (Pf) du modèle soumis aux changements 
climatiques. Les simulations de Monte-Carlo ont été réalisées sur trois cercles critiques obtenus 
avec la méthode déterministe pour chacune des ruptures locale ①, locale ② et globale (section 
3.4.4). L’analyse numérique a été réalisée sur le modèle BM (modèle simplifié, inspiré de la 
géométrie du parc en juillet 2017; section 4.2) avec une PMP de printemps pour la période FC2 
appliquée à la surface du modèle comme condition frontière. Ce cas a été choisi parce qu’il simulait 
les facteurs de sécurité les plus faibles dans l’analyse déterministe (section 4.9) et représentait ainsi 
le cas le plus critique. Les propriétés hydrogéologiques et géotechniques des matériaux sont 
présentées aux tableaux 3.2 et 3.3. Le tableau 5.1 présente les différentes variables impliquées dans 
les simulations numériques réalisées avec la méthode de Monte-Carlo. Les valeurs moyennes des 
différents paramètres provenaient du rapport géotechnique de Golder et associés (2016); Le 
coefficient de variation et l’écart-type ont été obtenus à partir de la littérature existante (voir 
107 
 
tableau 2.7 adapté de Duncan, 2000). Le modèle géométrique considéré ici est inspiré de la digue 
centrale de la mine Canadian Malartic mais ne représente pas les conditions exactes du parc à 
résidus dans ce secteur. 
 





Coefficient de variation 
COV [%] 
Écart type 




















38 2 7,5 13 0,76 2,85 4,94 
 
Les distributions normales et log-normales de la fonction de densité sont les plus utilisées dans le 
domaine de la géotechnique (Lumb, 1966). Cependant, la distribution normale est également 
appropriée pour les propriétés des sols (cohésion effective, résistance au cisaillement non drainé, 
angle de frottement interne) (Hooper et Butler, 1966; Lee et al., 1983; Chiasson et al., 1995; 
Maknoon, 2016) et a donc été utilisée dans cette étude (figure 5.2). Elle est définie par une valeur 
moyenne de la variable et un écart type.  
Des valeurs élevées de COV entrainent une distribution plus large des valeurs et des probabilités 
plus faibles. Par exemple, pour un angle de frottement des résidus de ϕ’=30°, une hausse de 11% 
du COV (soit de de 2% à 13%) entrainait une hausse de l’écart-type de (0,6 à 3,9) et une baisse de 
la probabilité maximale (de 65% à 10%). Des tendances de variations similaires ont été observées 





Figure 5.2 : Distribution normale de l’angle de frottement et du poids volumique des résidus pour 
les différentes COV a) pour l’angle de frottement, b) pour le poids volumique. 
   
Figure 5.3 : Distribution normale de l’angle de frottement et du poids volumique des stériles pour 
les différentes COV a) pour l’angle de frottement, b) pour le poids volumique. 
 
5.2 Effet des distributions normales de γ, de ϕ’ et de γ-ϕ’ sur la 
distribution probabiliste du facteur de sécurité 
Une analyse de sensibilité a été réalisée pour évaluer l’effet des distributions normales de γ et de 





sur l’horizon 2080. Les résultats présentés dans cette section provenaient des analyses probabilistes 
réalisées pour trois cas distincts : le premier cas simulait l’effet de la distribution normale des deux 
variables (γ et ϕ’) sur la distribution du facteur de sécurité, le deuxième et le troisième cas 
simulaient respectivement les distributions du poids volumique (γ) et de l’angle de frottement (ϕ’) 
des différents matériaux (tableau 5.2).  
Les distributions normales du FS (rupture locale ①) pour les variables (γ et ϕ’) et ϕ’ étaient 
presque confondues (figure 5.4). L’ajout d’une distribution normale du poids volumique (γ) 
n’entrainait aucune variation significative des résultats. La distribution normale du poids 
volumique n’avait donc aucune influence relativement majeure sur la distribution des probabilités 
du facteur de sécurité. Alonso (1976) était arrivé à la même conclusion à l’issue de ces travaux sur 
une pente en argile, en affirmant que la distribution normale de la densité du sol ou du poids 
volumique comparé aux autres paramètres de résistance avait un impact relativement faible sur la 
probabilité de rupture. Cela s’explique aussi en partie par la variabilité souvent plus limitée du 
poids volumique sur le terrain (Lee et al. 1983; Phoon et Kulhawy 1999; Duncan 2000; El-Ramly, 
2001; Baecher et Christian 2003; Maknoon, 2016). Ainsi, seul l’angle de frottement interne a été 
considéré comme variable aléatoire dans la suite de cette étude et les autres paramètres ont été 
supposés constant et traités de façon déterministe. Des tendances similaires ont été obtenues pour 
les ruptures locale ② et globale avec des FSmoyen respectifs de 4,4 et 4,2. 
 
Figure 5.4 : Distribution normale du facteur de sécurité pour une rupture locale ① avec les 
variables ϕ’, γ et γ-ϕ’ pour a) COV minimum, b) COV moyen et c) COV maximum. 
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Tableau 5.2 : Résultats obtenus avec la méthode probabiliste de Monte-Carlo en utilisant un 
COV de 7% pour γ et 13% pour ϕ’ pour les distributions normales de ϕ’, γ et γ-ϕ’ et pour une 
rupture locale ①. 
Variables FS moyen β(a) Pf(b) (%) 
γ et ϕ’  1,993 2,70 0,17 
γ  1,973 19,28 0,00 
ϕ'  1,997 2,77 0,17 
Notes : 
(a) β représente l’indice de fiabilité 
(b) Pf représente la probabilité de rupture 
 
5.3 Effet du COV sur la distribution probabiliste du facteur de 
sécurité 
L’effet du COV sur la distribution du facteur de sécurité a été analysé en simulant différentes 
valeurs du coefficient de variation de l’angle de frottement interne des résidus et des stériles. Avec 
la variation du COV, l’échantillonnage aléatoire de Monte-Carlo avait la possibilité de former 
différentes combinaisons et de produire des résultats assez variables. Ainsi une variation du COV 
impliquait une variabilité du facteur de sécurité moyen, de la probabilité de rupture et de l’indice 
de fiabilité. Lorsque le COV diminuait, les courbes de la figure 5.5 se retrouvaient plus concentrées 
autour du facteur de sécurité moyen et l’écart type diminuait. Chaque augmentation du COV 
impliquait une diminution de l’indice de fiabilité, mais affectait moins le FSmoyen (figure 5.6). Par 
exemple, lorsque le COV de ϕ’ passait de 2% à 13%, l’écart type variait de 0,05 à 0,36, l’indice 
de fiabilité diminuait (de β=18 à β=3) et la probabilité de rupture passait de Pf = 0% à Pf = 0,17%. 
Cela est dû à la dominance des valeurs faibles de l’angle de frottement dans la distribution normale 




Figure 5.5 : a) Distribution normale du facteur de sécurité obtenue avec la méthode de Monte-
Carlo de SLOPE/W pour différentes valeurs du COV (2%, 5%, 7%, 11%, 13%) et pour une 
rupture locale ①. 
 
La figure 5.6a montrait les effets de la variation du COV sur la probabilité de rupture. La 
probabilité de rupture augmentait avec l’augmentation du COV. Toutefois pour des valeurs de 
COV plus faibles (<7%) la probabilité de rupture demeurait relativement faible avant d’augmenter 
progressivement jusqu’à 17%. Des tendances de variation similaires ont été observées pour les 
graphiques du facteur de sécurité moyen et de l’écart type (figures 5.6c et d).  
  
Figure 5.6 : Effet de la variation du COV sur la distribution de : a) la probabilité de rupture, b) 





Figure 5.6 (suite) : Effet de la variation du COV sur la distribution de : a) la probabilité de 
rupture, b) l’indice de fiabilité, c) le facteur de sécurité d) de l’écart type pour une rupture locale 
①. 
 
5.4 Comparaison avec l’analyse déterministe pour le modèle BM 
avec une PMP de printemps sur l’horizon 2080 
Le modèle BM a été simulé avec une PMP de printemps sur l’horizon 2080 à partir de la méthode 
probabiliste de Monte-Carlo. La géométrie du modèle, les propriétés des matériaux étaient 
identiques au modèle de base BM inspiré de la géométrie du parc de juillet 2017. Au total 35 000 
itérations de Monte-Carlo (basé sur l’équation 2.5 de Hahn et Shapiro (1967)) pour une seule 
variable (angle de frottement interne effectif) ont été simulées pour un niveau de confiance attendu 
de 95% et un COV de 13%. 
Les valeurs obtenues avec la méthode déterministe montraient qu’il n’y avait aucun risque de 
rupture et que le parc demeurait stable en tout temps (FS=1,97) (tableau 5.3). La méthode 
de Monte-Carlo appliquée à cette même géométrie et pour les mêmes variations des pressions 
interstitielles indiquait une probabilité de Pf =0,17% associée à la rupture locale ①. Les 
probabilités de ruptures obtenues pour des ruptures locale ② et globale étaient relativement 




Les valeurs du facteur de sécurité minimum obtenues avec l’approche probabiliste étaient plus 
faibles que celles obtenues avec la méthode déterministe (diminution de 65%). 
   
Figure 5.7 : Distribution normale du facteur de sécurité et fonction de densité de probabilité des 
ruptures locales ① et ② et globale pour un modèle simulé avec la PMP de printemps sur 
l’horizon 2080. 
 
Tableau 5.3 : Comparaison entre les valeurs de FS obtenues avec les méthodes déterministe et 





Méthode probabiliste de Monte Carlo 
Type de rupture FS FS moyen FS min FS max β Pf (%) 
Locale ① 1,97 1,89 0,67 4,94 2,97 0,13 
Locale ② 4,42 4,37 1,61 8,40 5,25 0,00 
Globale 4,21 4,06 2,14 7,12 5,09 0,00 
 
5.5 Comparaison des approches déterministes et probabilistes 
Les résultats obtenus avec l’approche probabiliste indiquent que la distribution normale du poids 
volumique ont un effet relativement faible sur la fonction de distribution normale du facteur de 
sécurité. Une augmentation du COV entraine une augmentation de la probabilité de rupture du 
modèle simplifié considéré et une baisse de l’indice de fiabilité. Les résultats montrent également 
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qu’une augmentation du COV donne une large dispersion de la distribution du facteur de sécurité 
et conduit ainsi à des valeurs de facteur de sécurité minimum inférieures à 1 mais avec des 
probabilités de rupture faibles (par exemple pour un COV de 13%, Pf=0,0017; ce qui correspond 
à un niveau de performance attendu « au-dessus de la moyenne », tableau 2.8). La réalisation d’un 
nombre important d’essais in-situ et/ou de laboratoire pourrait aider à réduire le coefficient de 
variation à utiliser dans les simulations numériques. 
L'approche déterministe qui considère la méthode de Morgenstern Price du logiciel SLOPE/W a 
été utilisée dans une première étape pour évaluer la stabilité du modèle géométrique sous les 
changements climatiques. Cette approche conduit généralement à des valeurs conservatrices du 
facteur de sécurité et ne prend pas en compte les incertitudes associées aux propriétés des sols. Les 
résultats du facteur de sécurité de l’approche déterministe étaient plus élevées que celles de 
l’approche probabiliste pour des ruptures locales ① et ② et globale. Une probabilité de rupture 
de Pf = 0,17% a été évaluée pour la rupture locale ① mais des valeurs plus faibles ont été obtenues 
pour les deux autres types de rupture. Les indices de fiabilité simulées indiquent un niveau de 




CHAPITRE 6 SYNTHÈSE, DISCUSSIONS, CONCLUSIONS ET 
RECOMMANDATIONS 
6.1 Synthèse, discussions et conclusions 
L’objectif de ce mémoire était de développer une approche permettant d’intégrer les changements 
climatiques dès la phase de conception des ouvrages de rétention des résidus miniers. Cette étude 
s’appuie sur des modèles inspirés de la géométrie du parc à résidus de la mine Canadian Malartic 
dans le secteur de la digue centrale. La première étape de l’approche proposée ici (figure 6.1) a 
consisté à déterminer et à prédire les variables climatiques (précipitation, température, RH et vent) 
du climat futur sur les 90 prochaines années à partir des MCR. D’après ces résultats, la tendance à 
la hausse des précipitations devrait se poursuivre au cours du 21e siècle dans la ville de Malartic. 
Les évènements de précipitations extrêmes devraient également augmenter de façon relativement 
significative.  Ensuite, des simulations numériques sur des modèles hydrogéotechniques couplées 
ont été réalisées avec les logiciels SEEP/W et SLOPE/W (GEO-SLOPE International, 2018), deux 
outils fiables pour l’analyse de la stabilité en conditions non saturées (Litvin, 2008; Davies, 2011; 
Maknoon, 2016). Ces modèles utilisent les variables climatiques prédites sur les horizons futurs 
comme données d’entrée. L’effet des CC sur la stabilité des modèles de parc à résidus inspirés de 
ceux de la mine Canadian Malartic dans le secteur de la digue centrale, a été étudié en utilisant 
deux scénarios d’émission de GES, à savoir les RCP 4.5 et RCP 8.5. Ces scénarios d’émission sont 
associés à des variations moyennes et extrêmes des précipitations obtenues des MCR (figure 4.2). 
Les effets des CC sur la stabilité des modèles testés ont été simulés et les pressions interstitielles 
et les FS ont été comparés pour les climats actuel futurs projetés pour les deux scénarios d’émission 
de GES. Les modèles numériques ont été réalisés en prenant en compte les résultats des essais de 
caractérisation in situ des résidus de la mine CM (Golder et associés, 2016; 2018) et certains 
résultats de la littérature sur les stériles miniers (Gamache-Rochette, 2010; Bolduc, 2011; 
Peregoedova, 2016). Les simulations numériques en 2D ont été calibrées afin de reproduire le 
comportement hydrogéologique observé dans le parc (piézomètres notamment). Les simulations 
ont été réalisées sur 5 cycles climatiques représentatifs des périodes actuelles et futures. Certaines 
analyses ont également étudié l’effet des résidus non consolidés, l’effet de la présence d’une 
couche d’argile et l’effet de la PMP sur la stabilité des modèles. Enfin, une approche probabiliste 
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(Monte-Carlo) a été utilisée afin d’analyser la stabilité des modèles testés et les résultats ont été 
comparés à ceux de l’analyse déterministe.  
Les pressions interstitielles simulées pour les conditions climatiques futures pour les 2 scénarios 
augmentaient sensiblement par rapport aux conditions du climat actuel. Les simulations réalisées 
sur les climats futurs (horizons 2050 et 2080) avec le scénario d’émission de GES (RCP 8.5) 
indiquaient les pressions interstitielles les plus élevées, en raison notamment d’un accroissement 
des précipitations (augmentant ainsi l’infiltration dans les sols) et à un ruissellement et une EPT 
faible à la surface du sol. Considérant le scénario climatique RCP 8.5, le nombre de jours durant 
lesquels les précipitations journalières étaient supérieures ou égales à 40 mm étaient 4 jours, 8 
jours, 11 jours respectivement sur les périodes BC, FC1 et FC2. Les succions les plus élevées 
étaient observées durant l’hiver de chaque année et les pressions les plus élevées à l’automne. Les 
pressions interstitielles les plus importantes ont été observées suite à des évènements de pluies 
intenses ou à des précipitations moyennes de plusieurs jours. Les pics de pressions interstitielles 
ont pu être corrélés avec les pics de précipitations. Cependant, le délai entre les précipitations et la 
hausse des pressions variait entre 5 et 10 jours. La fréquence d’apparition des évènements de pluie 
(pluies intenses) était un paramètre critique dans l’évaluation du FS. Les pressions d’eau élevées 
pour les climats futurs entrainaient une diminution des contraintes effectives et donc une baisse du 
facteur de sécurité particulièrement pour les modèles inspirés de la géométrie du parc prévue à la 
fermeture de la mine Canadian Malartic. Toutes les simulations réalisées indiquaient des facteurs 
de sécurité nettement supérieurs à 1 exceptées pour celles réalisées avec une couche d’argile dans 
la fondation des modèles pour une rupture locale ①.    
Le FS pour une rupture locale ① semblait être moins affecté par les modèles simulés avec des 
résidus contractants, mais était réduit pour des ruptures locale ② et globale. Des réductions de 
30% à 45% ont ainsi été estimées.  Il en est de même pour les différentes épaisseurs de la couche 
d’argile où les pourcentages de réduction étaient élevés pour les ruptures locale ① et globale 
(réduction maximale de 34% et 45% respectivement). Cette diminution du FS pour les résidus non 
consolidés et pour la couche d’argile semblait être peu dépendante des CC.  
L’effet des précipitations extrêmes historiques et futures (PMP de printemps-été sur 24 heures) se 
faisait ressentir sur les 150 premiers jours (pour une simulation sur 365 jours) suivant les 
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précipitations maximales simulées et le FS diminuait progressivement (17% en moyenne) avant 
de se stabiliser. 
Dans l’étude déterministe réalisée, les propriétés des résidus et des stériles ont été supposées 
homogènes et isotropes sur l’ensemble du modèle, mais en pratique elles pourraient varier de 
manière importante et ainsi modifier l’évaluation du FS. La variabilité des propriétés des stériles 
et des résidus a été prise en compte en utilisant la méthode probabiliste de Monte-Carlo. Les 
résultats de l’analyse probabiliste indiquaient que la variation du COV appliquée aux propriétés 
géotechniques avait un effet sur la stabilité du parc. Les COV utilisés dans les simulations 
provenaient de la littérature existante (Duncan, 2000). Un coefficient de variation élevé entrainait 
une probabilité de rupture élevée et un indice de fiabilité faible. L’analyse de sensibilité sur la 
distribution normale du poids volumique effective et/ou de l’angle de frottement effectif a montré 
que la distribution normale du poids volumique avait un effet relativement faible sur le FS moyen, 
la probabilité de rupture et l’indice de fiabilité, comme montré par d’autres auteurs (Alonso, 1976; 
Lee et al. 1983; Phoon et Kulhawy 1999; Duncan 2000; El-Ramly, 2001; Baecher et Christian 
2003; Maknoon, 2016). 
Les analyses probabilistes de la stabilité réalisées sur le modèle inspiré de la géométrie du parc de 
juillet 2017 de la mine CM (approche de Monte-Carlo) indiquent qu’une valeur unique du facteur 
de sécurité n’est pas suffisamment fiable pour évaluer la stabilité d’un parc. L'indice de fiabilité et 
la probabilité de rupture peuvent être très utiles pour statuer sur la stabilité et déterminer le risque 
de défaillance de l’ouvrage, surtout lorsqu’on prend en compte les incertitudes liées aux propriétés 
géotechniques des matériaux. L’analyse probabiliste de Monte-Carlo réalisée ici n’a pas pris en 
compte les incertitudes liées aux projections climatiques. 
 
Les conclusions présentées ici ne sont valables que pour les matériaux, les géométries et les 
conditions climatiques simulés. En pratique, certaines hypothèses ont été posées et plusieurs 
aspects nécessiteraient d’être étudiés plus en détail afin d’extrapoler ces résultats à d’autres cas : 
 Les variables climatiques (précipitations, température, humidité relative et vent) ont été 
supposées constantes au cours d’une même journée. Cela a pu introduire un biais dans les 
résultats puisque les précipitations, la température, l’humidité relative et le vent varient au 
cours d’une même journée (Davies, 2011; Pk, 2017). 
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 Les projections climatiques obtenues des MCR sont sujettes à plusieurs incertitudes, 
puisque l’ensemble des données du climat futur est basé sur le climat actuel ou historique 
et par conséquent aucune rétroaction climatique dans le climat futur ne peut être prise en 
compte. La variabilité naturelle du climat, les imprécisions des modèles climatiques, les 
émissions des GES sont d’autres incertitudes qui peuvent affecter la précision des 
projections climatiques. 
 La géométrie du modèle numérique a été simplifiée en négligeant notamment la présence 
d’une mince couche de till sous la berme de départ et les résidus. Cette simplification était 
justifiée notamment par le manque de forages qui atteignait le roc de la fondation dans cette 
zone. La présence de cette couche dans les modèles numériques pourrait modifier la 
géométrie des cercles pour les ruptures locale ① et globale. Des plus, les propriétés des 
matériaux ont été supposées homogènes et isotropes alors que c’est rarement le cas (Fala,  
2002; Martin,  2003; Bréard-Lanoix,  2017; Dubuc, 2018).  
 L’effet de la végétation sur le bilan hydrique n’a pas été considéré afin de simplifier le 
modèle. L’évaporation de l’eau par la végétation pourrait affecter le bilan hydrique. La 
présence de la végétation sur le parc à résidus particulièrement au niveau de la pente de la 
berme de départ pourrait avoir un impact sur la stabilité du parc (Yun, 2008). 
 L’hystérésis de la CRE n’a pas été prise en compte dans les simulations réalisées avec le 
code SEEP/W. Certains modèles hydrologiques ont maintenant la capacité de modéliser 
l’hystérésis de la CRE, notamment HYDRUS. Une telle approche pourrait permettre de 
modéliser plus précisément la teneur en eau et donc la perméabilité relative d’un matériau 
en mouillage ou en séchage. 
 Les simulations numériques réalisées dans le cadre de cette étude ne visaient pas à prédire 
exactement le comportement du parc à résidus à long terme, mais plutôt à évaluer l’impact 
des scénarios climatiques actuel et futurs pour différents scénarios d'émission de GES. De 
plus, la calibration du modèle n’a été réalisée que sur un nombre limité de points de mesure. 
 
De façon générale, les simulations numériques réalisées ici auront contribué à développer une 
méthodologie de conception visant à inclure les CC (figure 6.1). Cette méthodologie utilise les 
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données climatiques projetées pour différents scénarios à partir des MCR ou MCG et les intègre 
dans les modèles numériques. Cette approche diffère de la technique de majoration de 10% des 
PMP pour tenir compte des CC, qui est très répandue au Québec (Mailhot et al., 2012).  
 
 
Figure 6.1 : Approche méthodologique proposée. 
 
6.2 Recommandations 
Les travaux de recherche futurs pourraient prendre en compte les recommandations suivantes 
émises à l’issue de ce projet de recherche : 
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 Ce mémoire ne traite que des aspects géotechniques de la stabilité du parc. Les aspects 
géochimiques (génération de drainage minier acide ou de drainage neutre contamine) 
devraient également être pris en compte dans la conception des parcs à résidus. Les CC 
pourraient également impacter la génération de contaminants. 
 Réaliser les simulations numériques en considérant des matériaux contractants et en 
supposant une conductivité hydraulique constante des stériles. Ces modifications 
pourraient avoir un impact sur la stabilité d’un parc soumis aux CC.  
 Réaliser l’analyse des écoulements en considérant les variables climatiques sur une période 
plus large (30 ans par exemple). Cela pourrait permettre de prendre en compte plus 
d’évènements climatiques dans les modèles et conduire à des résultats plus précis. 
 Développer un modèle numérique qui prend en compte l’hystérésis de la CRE et la 
végétation à la surface du parc pour une meilleure évaluation du bilan hydrique et de 
l’impact de la végétation sur la stabilité géotechnique des PAR. 
 Il serait également intéressant d’utiliser des données climatiques horaires pour étudier plus 
en détail l’influence de la résolution temporelle des différentes variables sur les 
mouvements de l’eau dans le parc et la stabilité associée.  
 Il est recommandé de mener des travaux additionnels sur l’impact de plusieurs PMP 
successives pour des climats futurs (par exemple, une PMP sur chaque année pour des 
simulations réalisées sur une période de 2 ans ou plus) sur la stabilité d’un parc à résidus 
miniers. 
 L’hétérogénéité des propriétés des matériaux devrait être prise en compte dans les 
simulations numériques, notamment par une campagne de caractérisation (augmenter le 
nombre d’essais) afin de réduire les incertitudes liées au résultat.   
 L’approche méthodologique proposée dans ce mémoire devrait être appliquée et validée 
pour d’autres sites, peut-être plus sensibles aux effets des CC. Dans ce cas, on s’attendrait 
à ce qu’elle permette de mieux prendre en compte les CC dans le design que les approches 
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ANNEXE A  VÉRIFICATION DES LOGICIELS SEEP/W ET SLOPE/W 
A.1. Validation du modèle  
A.1.1. Principe de la Modélisation  
La modélisation numérique permet depuis plusieurs années de résoudre des problèmes de plus en 
plus complexes dans les domaines de l’ingénierie. La majorité des logiciels servant à faire l’analyse 
numérique sont très répandus et disponibles sur le marché. Ces logiciels sont capables de simuler 
mathématiquement un processus physique et de prédire les mécanismes qui y sont associés. Il est 
toutefois possible que la solution numérique provenant du programme ne coïncide pas avec la 
solution analytique et qu’elle soit différente de la réalité. Ainsi pour s’assurer qu’un programme 
est (bien) conçu de manière à donner des résultats représentatifs des conditions réelles, une 
validation analytique est nécessaire. 
 
A.2. Module SEEP/W 
Le logiciel SEEP/W 2018 de la compagnie Geoslope International est un programme couramment 
utilisé en hydrologie. Il permet de prendre en compte l’effet que le drainage à travers les structures 
de confinement a sur la position de la nappe phréatique. Sa nouvelle version (2018) intègre une 
façon de modéliser les échanges entre le sol et l’atmosphère en utilisant les données climatiques 
comme une condition de frontière à la surface; ceci permet d’estimer l’infiltration cumulative 
associée à une année climatique moyenne. 
 
A.2.1. Modèle en régime permanent avec infiltration 
Description du problème 
La géométrie du problème est présentée à la figure ci-dessous. Il s’agit d’étudier l’écoulement à 
travers une digue de retenue avec des matériaux non saturés. Un drain horizontal de 12 m est 




Figure A.1 : Digue de retenue isotrope (Rocscience Inc, 2017) 
 
Solution analytique 
La résolution du problème par la méthode analytique se fera à partir de l’équation (Fredlund & 









𝜕𝑥  est le gradient hydraulique dans la direction x 
𝜕ℎ
𝜕𝑦  est le gradient hydraulique dans la direction y 
Cette équation différentielle est appelée Équation du Laplacien. Elle peut être résolue en utilisant 
la technique graphique des réseaux d’écoulement (Casagrande, 1937). 
 
Solution numérique et résultats 




Figure A.2 : Fonction de perméabilité 
La figure 3 montre le niveau de la nappe phréatique et les lignes d’écoulement dans la digue. Une 
comparaison entre les résultats analytiques et numériques le long de la ligne 1-1 est illustrée à la 
figure 4. La simulation numérique a été réalisée en utilisant la méthode développée dans Chapuis 
(2012) pour le choix de la taille des éléments (soit un maillage global de 1.5 m pour environ 346 
éléments). La méthode qui consiste à choisir un maillage égal à la moitié de la valeur d’entrée d’air 
(AEV) a été également utilisée. On remarque une assez bonne concordance entre les valeurs 
simulées numériquement et celles calculées analytiquement. Les légères variations sont dues à la 
précision des données de la fonction de perméabilité. 
 




Figure A.4 : Comparaison entre résultats analytiques et numériques le long de la ligne 1-1 
 
A.2.2. Modèle en régime transitoire 
Description du problème 
Dans cet exemple, une digue avec un réservoir sera modélisée à l’aide du logiciel SEEP/W. Afin 
d’étudier l’écoulement transitoire, le niveau d’eau dans le réservoir sera augmenté rapidement, de 
4m à 10m. La même digue que celle de la figure 1 est utilisée mais sans l’ajout d’un drain horizontal 
au pied de la face aval. Le matériau de construction est isotrope avec mv = 0.003 kPa-1; Sa fonction 
de perméabilité est présentée à la figure 5. 
 























Dans un système isotrope et homogène, l’équation d’écoulement en 2D dans un régime transitoire 
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kw = coefficient de perméabilité dépendant de la fonction de perméabilité 
𝜌  = masse volumique de l’eau 
g = accélération gravitationnelle 
𝑚  = coefficient du changement de volume de l’eau 
𝜕ℎ
𝜕𝑥  est le gradient hydraulique dans la direction x 
𝜕ℎ
𝜕𝑦  est le gradient hydraulique dans la direction y 
Solution numérique et résultats 
La méthode présentée dans Chapuis (2002) a été utilisée ici pour choisir la taille des éléments. Un 
maillage global de 1m a été appliqué sur tout le modèle et un raffinement (0.5m des éléments) a 
été imposée sur la face aval de la digue. Le pas de temps a été simulé de façon exponentielle avec 
une variation initiale de 1 seconde. Le graphique de la figure 8 présente une comparaison des 
résultats analytiques et numériques (méthode par éléments finis) aux temps 0.6h et 19656h. Les 
résultats analytiques ont été tirés de Fredlund & Rahardjo (1993). Il semble avoir une similitude 
assez bonne entre les résultats obtenus. Il faudra toutefois souligner que plus les étapes de calcul 
(temps) étaient longues, plus les résultats numériques se rapprochaient de ceux analytiques. Les 
figures 9 et 10 montrent les lignes d’écoulement dans la digue de retenue ainsi que le niveau de la 




Figure A.6 : Maillage appliqué au modèle 
 
Figure A.7 : Comparaison entre les résultats analytiques et numériques 
 






























Figure A.9 : Lignes d’écoulement dans la digue au temps 19656h 
 
A.3. Module SLOPE/W 
SLOPE/W 2018 est un des modules les plus puissants de la suite GeoStudio.  Il permet d’effectuer 
les analyses de stabilité selon les méthodes conventionnelles d’équilibre limite ou par la méthode 
d’analyse par éléments finis en incluant les pressions interstitielles et/ou les contraintes et 
déformations. Cet outil permet d’aborder l’analyse de la stabilité d’un ouvrage ou d’une structure 
par une approche déterministe (calcul d’un facteur de sécurité minimum et cercle de rupture 
associé) ou par une approche probabiliste (détermination de l’indice de fiabilité et de la probabilité 
de rupture). 
A.3.1. Stabilité de pente d’une digue de parc à résidus miniers 
Description du problème 
L’objectif de ce problème est d’analyse la stabilité de la digue du parc à résidu miniers de Padina 
par une approche déterministe. Le module SLOPE/W a été utilisé à cet effet. Les résultats obtenus 
de la simulation ont été comparés à ceux présentés dans l’article de Anton D. Tzenkov (2008) et 
dans le manuel de vérification du logiciel Phase 2. La figure 18 et le tableau 2 présentent 






Figure A.10 : Géométrie du modèle 
Tableau A.1 : Propriétés des matériaux 
Matériau ksat (m/s) γ (kN/m3) c’ (kPa) ϕ’ (°) 
Rockfill Lyulaka Quarry 1 x 10-5 18.6 20 38 
Fill 5 x 10-6 18.9 22.5 33.7 
Rockfill Sakar Quarry 1 x 10-5 18.6 20 38 
Counterfill 5 x 10-6 18.9 22.5 33.7 
Tailings 5 x 10-8 13.3 0 34.8 
Alluvial clay 1 x 10-7 19.8 0 24.65 
Marly clay 1 x 10-9 22.2 0 19.5 
Marl 1 x 10-8 24 30 24.5 
Solution numérique et résultats 
Les valeurs du facteur de sécurité obtenus sous SLOPE/W, Phase 2 et ceux de Tzenkov (2008) sont 
regroupés au tableau 3. Les résultats sont très rapprochés et ceci confirme que le module e 
GeoStudio utilisé ici est fiable. La figure 19 montre le cercle de rupture critique et le facteur de 





Figure A.11 : Facteur de sécurité minimum et cercle de rupture 
Tableau A.2 : Tableau comparatif 
Phase 2 Tzenkov (2008) FEM Slope/W (FEM) 
1.29 1.41 1.37 
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ANNEXE B  COUPE C-C’ DE LA BERME DE DÉPART CENTRALE 
 






































ANNEXE D  RÉSULTATS DE L’ANALYSE DE LA STABILITÉ POUR DES 
RUPTURES LOCALE ② ET GLOBALE 
D.1 Modèle BM8.5 : géométrie actuelle du parc (juillet 2017) et 
climat projeté avec RCP8,5 
 
Figure D.1 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ② des modèles  BM4.5 et  
BM8.5 pour la période FC1 (zone grisée = hiver). 
 
Figure D.2 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ② des modèles  BM4.5 et  




Figure D.3 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture globale des modèles  BM4.5 et  
BM8.5 pour la période FC1 (zone grisée = hiver). 
 
Figure D.4 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture globale des modèles BM4.5 et 







D.2 Modèle FM8.5 : géométrie finale du parc prévue à la fermeture 
et climat projeté avec RCP8,5 
 
Figure D.5 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ② des modèles FM4.5 et 
FM8.5 pour la période FC1 (zone grisée = hiver). 
 
Figure D.6 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture locale ② des modèles FM4.5 et 




Figure D.7 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture globale des modèles FM4.5 et 
FM8.5 pour la période FC1 (zone grisée = hiver). 
 
 
Figure D.8 : Facteurs de sécurité minimum pour une rupture globale des modèles FM4.5 et 





ANNEXE E  CERCLES DE RUPTURES ASSOCIÉS AUX FACTEURS DE 
SÉCURITÉ MINIMUM DES RUPTURES LOCALE ①, LOCALE ② ET 
GLOBALE 
E.1 Modèle BM4.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc de juillet 2017 et climat projeté avec RCP 4.5 





















E.2 Modèle BM8.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc de juillet 2017 et climat projeté avec RCP 8.5 























E.3 Modèle FM4.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc prévue à la fermeture et climat projeté avec RCP 4.5 























E.4 Modèle FM8.5 : modèle simplifié et inspiré de la géométrie du 
parc prévue à la fermeture et climat projeté avec RCP 8.5 












   
 
 
 
